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Dans cette étude, une configuration innovante d'appareils de contrôle sismique à base
d'amortisseurs en caoutchouc naturel est développée pour des bâtiments contreventés en
acier de faibles et moyennes hauteurs. Les amortisseurs sont intégrés en position horizon-
tale directement dans le système de reprise des efforts latéraux de la structure, connectés
en série avec des contreventements en chevron. A la manière d'une isolation à la base,
le système de contrôle fournit au bâtiment un amortissement structural additionnel ainsi
qu'un allongement de sa période propre. Des essais de caractérisation ont d'abord été
menés sur le caoutchouc naturel fibre utilisé pour les amortisseurs, montrant une forte
dépendance non linéaire de ses propriétés viscoélastiques équivalentes avec la déformation
en cisaillement. Une structure en acier de trois étages réduite à l'échelle 1/3 et contre-
ventée par chevron a ensuite été considérée avec ou sans les amortisseurs. Le bâtiment
a été construit et placé sur la table vibrante du laboratoire de structure de l'Université
de Sherbrooke. Une étude numérique montre l'efficacité du système de contrôle à réduire
les efforts sismiques de la structure sans amortisseur tout en obtenant également une lé-
gère réduction de ses déplacements sous des intensités sismiques pleines. Les niveaux de
contrôle atteints confèrent à l'application d'importants atouts sécuritaires et économiques.
La viabilité du système de contrôle proposé est finalement démontrée expérimentalement
par des essais sur table vibrante effectués à plusieurs niveaux d'intensités sismiques ré-
duites. Le comportement non linéaire de la structure lié à celui du matériau amortissant
est mis en évidence, de même qu'une dépendance des performances de contrôle avec les in-
tensités d'excitation. Les résultats permettent d'extrapoler légitimement les performances
de contrôle expérimentales à des intensités sismiques plus violentes pour tendre vers des
valeurs cohérentes avec les résultats de l'analyse numérique.
Mots-clé : amortisseur, bâtiment multiétagé, caoutchouc naturel, contreventements en
chevron, contrôle sismique, table vibrante.
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Abstract
This study develops an innovative configuration of seismic natural rubber dampers for
multistory low- and medium-rise steel braced frames. The dampers are directly integrated
in an horizontal position in the seismic force resisting system of the structure. They are
connected in a series with typical chevron brace systems. This control system provides not
only additional structural damping to the structure but also a period shift, acting in the
same way as a base isolation system. First, the fiber reinforced natural rubber used in the
application was tested. It exhibited strong non linear dépendance of its equivalent viscoe-
lastic properties related to the shear strain. Then, a 1/3-scale 3-story chevron braced steel
frame with and without dampers was considered. The structure was build and placed on
the shaking table of the University of Sherbrooke Structures Laboratory. Numerical studies
show that the efficiency of the control system reduces strongly the seismic induced forces
of the undamped structure without any amplification of displacement or drift. Obtained
seismic response reduction levels represent significant safety and economical benefits for
the proposed application. Finally, the control system viability is experimentally demons-
trated by shaking table tests at different reduced seismic intensities. Non linear behavior
of the structure due to non linear behavior of the damping material is highlighted, and the
dépendance of seismic control performances is shown to be related to seismic intensities.
Results allow an extrapolation of the experimental control peformances tending to the
numerical results at higher intensities.
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Mo moment de renversement de la structure
Mre/ matrice de masse de la structure de référence
M.ved matrice de masse de la structure amortie
PGA pic d'accélération d'un tremblement de terre
PGAmax PGA maximum autorisé pour respecter les limites du montage
Q force caractéristique du modèle bilinéaire des caoutchoucs naturels
R2 coefficient de corrélation des courbes de tendances
Rd coefficient de réduction des forces sismiques lié à la ductilité de la structure
ou coefficient d'amplification dynamique
Rd,max coefficient d'amplification dynamique maximum
R0 coefficient de réduction des forces sismiques lié à la surcapacité de la structure
T période propre fondamentale d'une structure
T° température
Tp force de plastification des contreventements en tension
Tre},i période propre du mode i de la structure de référence
TVed,i période propre du mode i de la structure amortie

































déplacement au plancher de l'étage i de la structure
vitesse au plancher de l'étage i de la structure
accélération au plancher de l'étage i de la structure
amplitude maximale de l'accélération à la base
cisaillement à la base de la structure
elongation en cisaillement
dérivée de ? par rapport au temps t
dérivée seconde de ? par rapport au temps t
limite, de déformation élastique du modèle bilinéaire des caoutchoucs naturels
coefficients positifs d'ajustements des lois d'évolution empiriques de G'
coefficients positifs d'ajustements des lois d'évolution empiriques de ?
déformation en cisaillement
déformation en cisaillement antérieure au nouveau chargement
déformation maximum en cisaillement
déformation maximum en cisaillement à la rupture
temps de relaxation des matériaux VE
pas de fréquence du balayage fréquentiel
pas de temps pour le calcul des réponses temporelles par méthode de Newmark
déformation axiale moyenne des contreventements
compression initiale
contrainte de cisaillement
ou écart-type d'une série statistique
contrainte de cisaillement à la rupture
facteur de perte du matériau VE
facteur de perte équivalent du matériau amortissant
facteur de perte équivalent des amortisseurs de l'étage i
pulsation (fréquence) de chargement
pulsation du mode propre i de la structure de référence
pulsation du mode propre i de la structure amortie
déformée expérimentale du mode i de la structure de référence
déformée numérique du mode rde la structure de référence
déformée du mode i de la structure de référence
angle des contreventements de l'étage i de la structure de référence
angle des contreventements de l'étage i de la structure amortie
taux d'amortissement équivalent du matériau VE
taux d'amortissement équivalent du matériau amortissant
taux d'amortissement équivalent des amortisseurs de l'étage i
taux d'amortissement du mode i de la structure de référence
taux d'amortissement du mode i de la structure amortie
XlV
Liste des abréviations
Code National du Bâtiment - Canada
degré de liberté
caoutchouc naturel fibre 80 duro
Fonction de Réponse en Fréquence
méthode de décomposition dans le domaine des fréquences (Frequency Do-
main Decomposition)
FFT/IFFT transformation de Fourier rapide / transformation inverse (Fast Fourier
Transform / Inverse FFT)
HDR caoutchouc naturel à forte capacité amortissante (High Damping Rubber)
HDRD amortisseur à HDR (High Damping Rubber Device/Damper)
MAC critère de dépendance linéaire entre deux vecteurs (Modal Assurance Crite-
rion)
NR caoutchouc naturel (Natural Rubber)
NR50 caoutchouc naturel 50 duro
NRB appui en caoutchouc naturel (Natural Rubber Bearing)
PGA accélération maximale au rocher (Pic Ground Acceleration)
PSD densité spectrale de puissance (Power Spectral Density)
PZT capteur piézoélectrique (Piezoelectric Transducer)
SFRS système de reprise des efforts latéraux (Seismic Force Resisting System)
UHS Uniform Hazard Spectrum
VE viscoélastique








Introduction au contrôle sismique des
structures
S'ils sont trop flexibles, les grands ouvrages du génie civil, gratte-ciels et ponts principa-
lement, peuvent être victimes de niveaux de vibrations trop importants (accélérations ou
déplacements excessifs) sous l'effet du vent ou des séismes. S'ils sont trop rigides, bâtiments
d'un seul étage ou multiétagés de faible hauteur, les ouvrages attirent des forces sismiques
particulièrement importantes augmentant ainsi leur vulnérabilité. Les vents violents ne
posent que rarement des problèmes de sécurité, mais affectent profondément le confort des
occupants d'un bâtiment, provoquant le plus souvent des vertiges ou le mal de mer, et
pouvant porter atteinte à l'état de service du bâtiment. Les séismes modérés et violents
mettent en danger l'intégrité structurale du bâtiment et donc la sécurité de ses occupants
si les niveaux de déformations sont excessifs. Face aux problèmes posés par les événements
extrêmes, l'approche classique et intuitive - en apparence la plus simple et encore souvent
appliquée dans un cadre traditionnel du génie civil - est de modifier les propriétés dyna-
miques ou architecturales de la structure pour la rendre plus résistante : augmentation des
rigidités, diminution des masses, ou optimisation du profil aérodynamique face aux vents.
Bien souvent, ces solutions ne sont cependant pas les plus adaptées, tant du point de vue
scientifique que du point de vue économique.
Le contrôle de structure en génie civil a pour objectif de réduire le plus possible les
vibrations des bâtiments face aux excitations de vents violents ou de séismes. Bien qu'il
s'agisse d'une technologie relativement récente aux aspects parfois exotiques par rapport
au génie civil traditionnel, le contrôle structural s'avère aujourd'hui une préoccupation
incontournable pour les grands projets, tours ou ponts, et se pose comme une alternative
aux solutions de renforcement structural direct ou d'isolation par la base : il s'agit d'une
solution souvent très efficace pour aider un bâtiment à respecter les nouvelles normes des
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codes de construction face aux vents et aux séismes, et pouvant fortement limiter, voire
éviter, les dommages structuraux lors d'événements sismiques sérieux. Quelques exemples
d'application peuvent être évoqués, dans lesquels la nécessité d'un contrôle structural s'est
faite remarquée après inauguration des ouvrages [36, 37] : le Millennium Bridge de Londres,
inauguré pour le nouveau millénaire, accusait des déformations tellement importantes
sous l'excitation d'une foule nombreuse que sa traversée en devenait périlleuse; en 1976,
près de la moitié des fenêtres de la Tour John Hancock de Boston, soumise à des vents
régulièrement très forts, a volé en éclat. Ces problèmes ont pu être résolus par l'intégration
de systèmes de contrôle passifs. Les récents tremblements de terre violents depuis 1990 et
leurs conséquences sur les structures sont également des raisons de l'intérêt grandissant
pour les technologies de contrôle structural en génie civil.
Toutes les structures bénéficient d'un certain amortissement naturel, l'amortissement
structural, qui dissipe l'énergie de déformation par différents mécanismes liés aux maté-
riaux de construction essentiellement. Cet amortissement est en général très faible, souvent
aux alentours de 1% à 3% (au maximum jusqu'à 5%) de l'amortissement critique, et ne
suffit pas à limiter les vibrations d'un bâtiment soumis à des vents violents ou à des séismes
même modérés. Ce que l'on entend dans la littérature par "contrôle structural" consiste en
l'ajout d'un système supplémentaire au bâtiment, dissipateur d'énergie, passif ou actif, qui
a la capacité d'augmenter de manière significative l'amortissement du bâtiment. La dissipa-
tion énergétique de ces amortisseurs peut être de deux types : soit une conversion directe
d'énergie cinétique en chaleur (amortisseurs par matériaux viscoélastiques, par friction,
par déformations métalliques, par écoulement de fluides visqueux,...), soit un transfert
d'énergie du mode principal de la structure aux modes d'un système annexe dissipatif
accordé sur la structure (systèmes masse-ressort-amortisseur au sommet de la structure :
Tuned Mass Damper (TMD), ou équivalents avec fluides : Tuned Liquid Damper (TLD)).
Les applications actuelles de contrôle structural se décomposent en deux branches princi-
pales : les contrôleurs passifs, fonctionnant intégralement sans apport extérieur d'énergie
et dont les propriétés et le comportement n'évoluent pas durant l'excitation subie, et les
contrôleurs actifs, nécessitant un apport d'énergie extérieur pour leur fonctionnement et
capables d'adapter leur comportement en temps réel aux modifications de leur environne-
ment. Les systèmes actifs, encore du domaine expérimental et encore très peu appliqués à
échelle réelle, tirent leur avantage de leur capacité d'adaptation et donc de performances
de contrôle généralement accrues. Ils présentent néanmoins encore des risques importants
pour la structure du fait de leur dépendance énergétique (les coupures de courant étant
presque systématiques lors d'événements sismiques majeurs), et car ils injectent de l'éner-
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gie supplémentaire dans la structure pouvant provoquer son instabilité si l'algorithme de
contrôle utilisé est défaillant. De plus ils sont moins efficaces face aux séismes que face aux
vents [25]. Ces raisons justifient l'actuelle marginalisation des systèmes actifs au profit des
systèmes passifs, indépendants énergétiquement et sans risque d'instabilité pour la struc-
ture d'accueil. Parmi les premières applications de contrôle passif en Amérique du Nord,
on compte les TMD de la John Hancock Tower à Boston (1977) et du Citicorp Center de
New York (1980), ainsi que l'installation de dissipateurs d'énergie viscoélatiques dans le
World Trade Center à New York (1969) [25]. Le projet de maîtrise présenté dans ce mé-
moire a pour objet l'étude d'une nouvelle configuration pour l'intégration d'amortisseurs
passifs de type viscoélastique dans des bâtiments multiétagés.
La figure 2.1 de l'analyse bibliographique au chapitre 2 présente l'architecture typique
d'un amortisseur viscoélastique tel qu'utilisé dans les applications actuelles : un ou plu-
sieurs sandwiches acier-caoutchouc-acier agissent en parallèle, fixés au sein ou au sommet
d'un élément de contreventement (en X ou en chevron). L'étude bibliographique du cha-
pitre 2 souligne le fait que tous les systèmes de contrôle de type viscoélastique (VED dans
la suite de ce mémoire, pour ViscoElastic Damper) actuellement utilisés dans des édifices
ou proposés dans la littérature sont des systèmes additionnels (et facultatifs) à la struc-
ture, agissant toujours en parallèle d'un système de reprise des efforts latéraux (SFRS)
parfaitement indépendant. Dans une telle configuration, les contreventements du système
de contrôle ne servent que de simples support aux amortisseurs, et l'effet des VED est
presque uniquement un ajout d'amortissement, sans influence notable sur la rigidité de la
structure. Il s'agit plutôt d'une démarche classique de réhabilitation sismique, bien que ces
systèmes puissent être pris en considération pour alléger le dimensionnement de bâtiments
neufs. Considérant qu'au Canada l'essentiel des structures multiétagées en acier possèdent
un SFRS de type cadre contréventé (plutôt que des cadres rigides souvent trop flexibles
pour des bâtiments de grande hauteur), la présente recherche porte sur l'optimisation de
ces simples contreventements adaptée pour le contrôle sismique, et sur une intégration
différente des amortisseurs viscoélastiques traditonnels : les simples contreventements sont
remplacés par des contreventements en chevron intégrant un amortisseur élastomère direc-
tement en série entre le contreventement et la poutre de l'étage supérieur. Ainsi disposé, le
système de contrôle fait partie intégrante du SFRS, et peut lui aussi être envisagé autant
en réhabilitation que dans un nouvel ouvrage. En terme de contrôle structural, le principe
du système étudié dans cette recherche est très proche de celui de l'isolation à la base
dans laquelle de grands appuis en caoutchouc naturel sont insérés entre le bâtiment et
ses fondations, et permettent d'allonger la période naturelle du bâtiment pour "filtrer"
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les hautes fréquences très dommageables d'une excitation sismique [37]. Les amortisseurs
élastomères proposés dans cette étude doivent permettre de combiner les effets bénéfiques
d'un allongement significatif de la période naturelle et d'une augmentation importante du
taux d'amortissement de la structure. Le principe de fonctionnement peut être illustré de
façon intuitive sur les spectres de réponses sismiques [35] de la figure 1.1, correspondant à
un des séismes utilisé expérimentalement lors du projet et compatible avec le spectre UHS
de la région de Montréal [13]. Cette illustration est valable pour un système à un seul ddl,
mais le principe est extrapolé aux systèmes à plusieurs ddl. Trois effets sont attendus suite
à l'introduction des amortisseurs :
- la rigidité de la structure est significativement réduite, allongeant sa période naturelle
et augmentant a priori les déplacements si l'on reste à un niveau d'amortissement
constant (voir spectre de déplacement). Ceci va à Pencontre de l'objectif de contrôle
des déplacements. C'est notamment ce qui se produit pour une isolation à la base
où les déplacements interétages sont bien réduits, mais où les déplacements totaux
par rapport au sol sont très importants et rendent assez difficile la connexion au
bâtiment d'éléments extérieurs (escaliers, tuyauteries, électricité,. . . ).
- l'allongement important de la période du bâtiment réduit les efforts sismiques appli-
qués à la structure (voir spectre d'accélération), ce qui va dans le sens du contrôle
des accélérations et des efforts. Il s'agit du principe de saut de période utilisé pour
l'isolation par la base.
- le matériau amortissant a une forte capacité dissipatrice d'énergie et va introduire
un amortissement supplémentaire important dans la structure, optimisant le contrôle
des accélérations et des efforts, et permettant même éventuellement le contrôle des
déplacements.
En comparaison d'une isolation à la base, le système proposé a l'avantage d'une intégration
et d'un remplacement beaucoup plus aisé, et doit permettre l'obtention d'un amortissement
structural global plus important.
L'objectif du projet présenté dans ce mémoire est de prouver, numériquement et expé-
rimentalement sur table sismique, les avantages du système d'amortisseurs viscoélastiques
proposé, par rapport à des conteventements classiques dans le cadre d'un contrôle structu-
ral face aux séismes. Le SFRS de référence choisi dans cette étude pour comparaison des
performances sismiques des amortisseurs est le simple cadre contreventé en chevron, consi-
déré comme le pendant non amorti du système de contrôle étudié. La structure étudiée est
un bâtiment de trois étages en acier, contreventé par chevrons sans ou avec amortisseurs,
et réduit à l'échelle 1/3 pour les essais en laboratoire sur la table vibrante. Les excitations
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considérées pour l'étude sont une série de séismes artificiels compatibles pour la région de
Montréal [7]. Les performances de contrôle visées pour cette étude sont les suivantes :
- réduire significativement les réponses linéaires du bâtiment non amorti : efforts dans
les contreventements et accélérations aux étages, tout en contrôlant les déplacements
relatifs et déplacements interétages (drifts) à des niveaux au moins équivalents ou
inférieurs à ceux de la réponse linéaire de la structure non amortie.
- réduire suffisamment les efforts dans les contreventements pour toujours maintenir
la structure amortie dans son domaine linéaire élastique, y compris pour des in-
tensités de charges sismiques réelles qui la plastifieraient dans sa configuration non
amortie. Ceci implique d'atteindre des facteurs de réduction de la réponse linéaire
sur les efforts compris au moins entre deux et trois (facteurs de réduction des forces
sismiques recommandés dans le Code National du Bâtiment Canadien [13] pour le
dimensionnement sismique traditionnel de ce type de structure).
Les performances de contrôle précédentes confèrent directement à l'application des avan-
tages d'ordre sécuritaire. Implicitement, elles ont aussi pour conséquence d'importants
avantages d'ordre économique : économies d'acier sur le dimensionnement des membrures
du SFRS, car les cas de chargement sismiques sont considérablement allégés ; économies
sur les éventuels coûts de réparation ou de reconstruction du bâtiment après un séisme
violent, car la structure reste toujours dans son domaine de comportement élastique.
Le projet de maîtrise a été amorcé par une étude numérique préliminaire, effectuée
avec un modèle de bâtiment linéaire assez simple sous MATLAB®, qui a permis de va-
lider les principes de fonctionnement et les objectifs d'étude présentés dans ce premier
chapitre d'introduction pour le système de contrôle proposé. Une étude bibliographique
concernant les matériaux viscoélastiques et les caoutchoucs naturels, ainsi que les applica-
tions existantes de contrôle structural par amortisseurs viscoélastiques en génie civil fait
l'objet du chapitre 2. Cette étude établit l'état de l'art de la recherche dans le domaine,
et garantit l'innovation du projet de recherche. Le matériau amortissant utilisé dans le
système de contrôle à l'étude est un caoutchouc naturel fibre, de comportement proche
d'un matériau parfaitement viscoélastique mais témoignant de certaines non linéarités.
Ce matériau est fourni par Produits HEVEA Inc., fabricant de produits en caoutchouc
naturel situé à Richmond (Québec, Canada). Afin de dimensionner des amortisseurs adé-
quats pour l'application et de modéliser numériquement leur comportement, la première
étape est de sélectionner le matériau le plus approprié dans la gamme proposée par le
fournisseur et d'effectuer une recherche expérimentale suffisante sur les caractéristiques
de ce matériau. Un travail de caractérisation des propriétés mécaniques du caoutchouc,
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module de cisaillement et taux d'amortissement, a donc été mené, nécessitant au préalable
la mise au point d'un montage de caractérisation. Les résultats de cette caractérisation
sont présentés au chapitre 3. Le système de contrôle à base d'amortisseurs en caoutchouc
naturel a fait l'objet d'une étude numérique et expérimentale présentée dans ce mémoire.
Le chapitre 4 donne les détails du montage expérimental utilisé pour les essais sur table
vibrante. En particulier, une structure de 3 étages en acier, contreventée par chevrons, et
réduite à l'échelle 1/3 a été dimensionnée en respectant le Code National du Bâtiment
Canadien, ainsi que la norme CSA-S16-01, particulièrement les clauses parasismiques en
vigueur. Le bâtiment expérimental fabriqué a été testé dans sa configuration de référence,
i.e. sans amortisseur, puis dans sa configuration amortie, i.e. en introduisant des amor-
tisseurs en caoutchouc au sommet des contreventements. Des modèles numériques de la
structure sans, puis avec amortisseurs- ont été développés sous MATLAB^ . Le modèle de
la structure de référence est présenté au chapitre 5, et est utilisé après recalage pour la
prédiction des réponses linéaires de la structure sans amortisseur. Ces réponses ont servi
à assurer la sécurité du montage avant les essais réels, et se sont parfois substituées aux
essais réels dans certains cas problématiques d'analyse. Le modèle de la structure équipée
d'amortisseurs, présenté au chapitre 6, s'appuie sur les résultats de la caractérisation du
matériau amortissant pour simuler le comportement des amortisseurs. Ce modèle a été
l'outil principal du dimensionnement des amortisseurs grâce à une étude paramétrique
efficace des performances de contrôle et à la prévision des performances de contrôle du
système sous les intensités sismiques réelles du dimensionnement. Les intérêts du système
de contrôle qui découlent de ces prévisions numériques sont aussi présentées au chapitre 6.
Des résultats d'analyses modales des structures avec et sans amortisseur sont également
présentés aux chapitres 5 et 6. Leur comparaison illustre les effets des amortisseurs sur
le comportement de la structure d'accueil et explique le contrôle offert par le système.
Le chapitre 7 présente les résultats des essais sismiques effectués sur la table vibrante du
laboratoire avec la structure dans ses configurations de référence et amortie. Les réponses
des essais ont permis l'extraction de performances de contrôle sismiques expérimentales
pour la validation des prévisions avancées au chapitre 6. Les essais ont cependant été
réalisés a des intensités beaucoup plus faibles que celles du dimensionnement. Une extra-
polation prudente des résultats à des intensités sismiques plus élevées est donc proposée
au chapitre 7 et s'appuit sur une analyse phénoménologique du comportement mécanique
de la structure amortie. La conclusion de ce mémoire statut finalement sur la validité, le
fonctionnement et l'efficacité du système de contrôle proposé, tout en proposant des pistes
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Figure 1.1 - Principe de fonctionnement du système de contrôle (séisme 1M6D30-1)
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Chapitre 2
Revue de littérature : contrôle
structural par matériaux viscoélastiques
La plupart des systèmes de contrôle passifs est généralement viable soit pour des appli-
cations sismiques, soit pour des applications face aux vents, mais rarement pour les deux
simultanément. Les amortisseurs viscoélastiques (VED) ont ce grand avantage d'être effi-
caces autant face aux vents que face aux tremblements de terre, ce qui explique leur grande
popularité en génie civil. Le contrôle de structure basé sur les matériaux viscoélastiques
a été initialement développé massivement en aéronautique dans les années 1950, avant
d'être adapté au génie civil, avec la première application en 1969 dans les deux tours du
World Trade Center pour la réduction des vibrations induites par le vent. Cette première
application, fortement monitorée par les autorités portuaires de la ville de New York, a
par la suite dévoilé l'efficacité des systèmes de contrôle viscoélastiques face aux excitations




Figure 2.1 - Amortisseur viscoélastique typique [10]
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Plusieurs laboratoires de recherche ou compagnies ont développé toute une diversité
d'amortisseurs viscoélastiques pour le génie civil. Ces systèmes sont généralement consti-
tués de couches de matériaux viscoélastiques (ou, plus rarement, d'un matériau équivalent,
par exemple du caoutchouc naturel), fixées entre des plaques d'acier. La figure 2.1 [10]
illustre l'architecture d'un amortisseur viscoélastique classique, avec deux couches visco-
élastiques prises entre deux plaques extrémités et une plaque centrale. Pratiquement tous
les exemples d'amortisseurs viscoélastiques pour le contrôle de structure rencontrés dans
l'industrie ou la littérature scientifique suivent cette architecture. Ce système a l'avantage
de s'installer très facilement, le plus souvent dans des contreventements diagonaux en acier,
ou entre un contreventement en chevron et l'étage supérieur. Actuellement, ces systèmes
ont toujours été proposés, de façon complémentaire, en parallèle du système initial de
résistance aux forces latérales de la structure (SFRS). Des compagnies ont aussi proposé
des "murs viscoélastiques", où les couches de matériaux dissipateurs sont collés sur toute
la surface d'un mur entre des plaques d'acier [26]. Quelle que soit la configuration adoptée,
les amortisseurs proposés dissipent l'énergie par les déformations en cisaillement pur des
couches viscoélastiques (conversion d'énergie mécanique en chaleur).
Grâce à l'utilisation importante précoce des matériaux viscoélastiques en mécanique,
leur comportement et leur modélisation sont déjà bien connus. Les systèmes de contrôle
basés sur ces matériaux ont le grand avantage, contrairement aux dissipateurs métalliques
ou à friction, de se comporter de façon élastique, voire linéaire sous certaines hypothèses,
ce qui représente une simplification considérable pour l'étude théorique de ces systèmes
et des structures auxquelles ils sont connectés. Les amortisseurs viscoélastiques ont pour
effet d'augmenter non seulement l'amortissement visqueux de la structure, mais aussi lé-
gèrement sa rigidité, lorsqu'ils sont intégrés en supplément d'un SFRS existant. Cette
modélisation reste cependant uniquement valable pour des matériaux de type "viscoéla-
tique", tandis que des matériaux équivalents comme le caoutchouc naturel auront un
comportement certes assez similaire, mais fortement non linéaire. Même pour les maté-
riaux viscoélastiques, un modèle linéaire reste une idéalisation permettant d'obtenir des
approximations de la réponse, car ils présentent certaines propriétés qui limitent leur ef-
ficacité, et la prévision de leurs performances. En effet, le module de cisaillement et le
coefficient d'amortissement dépendent fortement de la température du matériau, de la
fréquence d'excitation, et également de la déformation en cisaillement. La dépendance en
température peut par exemple affecter la performance du système de contrôle selon les
saisons ou selon les conditions locales où il est installé.
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Cette revue bibliographique présente le comportement des matériaux viscoélastiques et
sa modélisation théorique, et insistera sur la dépendance en fréquence et en températures
des propriétés du matériau. Les similarités et les différences de propriétés du caoutchouc
naturel - qui sera utilisé dans le cadre du projet - par rapport aux viscoélastiques sont
soulignées. Les principaux modèles de comportements des caoutchoucs naturels sont alors
présentés. Les différents types d'amortisseurs existant et leurs applications, déjà développés
à grande échelle ou dans la littérature, sont finalement passés en revue dans ce chapitre.
2.1 Matériaux viscoélastiques et caoutchoucs naturels
2.1.1 Comportement mécanique des matériaux viscoélastiques
Utilisés très tôt comme amortisseurs structuraux dans le domaine mécanique, les ma-
tériaux viscoélastiques sont aujourd'hui très bien connus, et ont été décrits intensivement
dans la littérature. Les principaux éléments théoriques sur leur comportement mécanique
sont ici brièvement repris [39, 10, 35].
Les matériaux viscoélastiques permettent de dissiper l'énergie mécanique de déformation
sous forme de chaleur, fournissant ainsi un amortissement supplémentaire à la structure
à laquelle ils sont intégrés. Leurs caractéristiques combinent celles d'un fluide visqueux
et d'un solide élastique : un matériau élastique revient à sa position d'équilibre une fois
déformé, alors qu'un fluide visqueux maintient sa forme déformée mais dissipe l'energie
qu'on lui a fournie pour se déformer. Un matériau viscoélastique combine ces deux pro-
priétés, en retournant à sa forme originale après avoir été soumis à une contrainte, mais
en le faisant assez lentement pour s'opposer au prochain cycle de vibration, et donc dissi-
per de l'énergie. En réalité, les matériaux viscoélastiques présentent un certain temps de
relaxation d après l'application d'une charge, leur donnant leurs propriétés dissipatrices.
On a donc le comportement, pour un déplacement forcé sinusoïdal en cisaillement :
?(?) = "Yosin(ut) => a(t) = a0sin(ut + d) (2.1)
où 7(i) et s(?) représentent respectivement la déformation et la contrainte correspondante
à l'intérieur du matériau, 70 et s0 sont leur maximum. Un développement trigonométrique
simple permet d'écrire l'équation (2.1) sous la forme :
a(t) = 70 [G'sin{ut) + G"cos(ut)] (2.2)
qui, pour un déplacement harmonique, peut aussi s'écrire :
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Figure 2.2 - Boucle d'hystérésis expérimentale typique d'un VED [10]
où le premier terme de l'équation (2.3) représente une force élastique, G' étant un mo-
dule d'élasticité, et le second terme représente la dissipation énergétique du matériau,
G"/? étant le coefficient d'amortissement. G' est appelé module de stockage ou module
de cisaillement (module de Coulomb) et G" est le module de perte en cisaillement. Après
quelques transformations, l'équation (2.2) est en fait l'équation d'une ellipse dans le plan
s — 7. Un matériau viscoélastique décrit donc une boucle d'hystérésis elliptique, dont l'aire
donne l'énergie dissipée lors d'un cycle à la fréquence donnée ?. Cette énergie EVe vaut :
2p
EVE= ¡? a(t)i(t)dt = n^G" (2.4)Jo
La figure 2.2 donne l'exemple d'une boucle d'hystérésis expérimentale typique d'un amor-
tisseur viscoélastique [10].
Une autre écriture de l'équation (2.3) est possible en utilisant une écriture complexe,
pour une excitation harmonique à la fréquence ?, et en introduisant la notion de module
complexe G* du matériau viscoélastique. En écriture complexe les équations de comporte-
ment donnent :
7(*)=7?ß???^s(?)=s0ß*?+5) (2.5)
s(?) = s·7(*) (2-6)
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où le module complexe G* vaut :
G* = G' + iG" = G'(l + iv) (2.7)
où ? = G"/G' est le facteur de perte du matériau viscoélastique. Le comportement méca-
nique d'un matériau viscoélastique peut donc être entièrement défini par la connaissance
des deux paramètres G' et ?, qui sont les seuls paramètres que l'on cherche à caractériser
lorsqu'on s'intéresse à un viscoélastique. L'écriture complexe de la loi de comportement est
une des caractéristiques fondamentales de ce type de matériau, car elle facilite énormément
l'étude des propriétés du matériau, seul ou dans une structure, qui dépendent beaucoup
de la fréquence d'excitation. Les études dans le domaine fréquentiel sont alors beaucoup
simplifiées.
Les lois de comportement décrites précédemment et la notion de module complexe sont
valables localement dans le matériau. On peut facilement étendre ces notions à l'échelle
macroscopique d'un amortisseur avec la notion de raideur complexe en cisaillement. Les
équations (2.3) et (2,6) deviennent :
F(t) = K'x(t) + —x(t) (2.8)
F(t) = K*x{t) (2.9)
où F(t) est la force de cisaillement exercée, x(t) est l'élongation en cisaillement, et :
??'K' = ^- (2.10)h
Ad"K" = ^- (2.11)h
??*K* = ^- (2.12)h
où A et h sont la surface en cisaillement et l'épaisseur de l'amortisseur viscoélastique.
2.1.2 Dépendance en température et en fréquence des matériaux
VE
Le paragraphe précédent a montré que les matériaux viscoélastiques pouvaient se com-
porter de façon linéaire avec la déformation et la vitesse de déformation de l'amortisseur.
Ce modèle n'est cependant valable qu'à température et fréquence fixes. Une des principales
difficultés et limitation pour le design et la modélisation d'amortisseurs viscoélastiques est
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en effet la forte dépendance des propriétés du matériau avec la température (tempéra-
ture ambiante et température du matériau), la fréquence d'excitation, et aussi, dans une
moindre mesure, avec la déformation en cisaillement. L'étude du matériau amortissant
utilisé pour le projet montrera que pour les caoutchoucs naturels cette dépendance avec
la déformation est cette fois considérable.
Le problème de la dépendance des paramètres de raideur, G', et d'amortissement, ?,
avec la température et la fréquence est particulièrement important pour l'application des
viscoélastiques dans le domaine mécanique, car les plages de températures et surtout de
fréquences concernées sont très larges. La connaissance des variations des paramètres y
est indispensable pour un dimensionnement. Les références mécaniques sont celles qui dé-
crivent le plus précisément ce phénomène [5], et fournissent donc des données importantes
pour les applications au génie civil, où les intervalles concernés sont beaucoup plus étroits.
Dépendance en température La température est le facteur le plus important qui
affecte les propriétés dynamiques d'un matériau viscoélastique. En fonction de la tem-
pérature, les matériaux viscoélastiques peuvent se présenter dans quatre états différents
montrés à la figure 2.3 [5] : l'état vitreux, l'état de transition, l'état caoutchouteux et l'état
fluide, correspondant chacun à une zone de température donnée. Selon le matériau consi-
déré, l'état à température ambiante peut se trouver dans l'une des quatre régions. Dans la
zone vitreuse, associée aux températures les plus faibles, le matériau est caractérisé par un
module de stockage atteignant sa valeur maximale et variant peu avec la température. Le
facteur de perte est très faible et augmente rapidement avec la température. La zone de
transition est caractérisée par un module décroissant fortement avec la température et un
facteur de perte présentant son maximum au milieu de la zone (température de transition
vitreuse Tg qui dépend de la fréquence). Dans la région caoutchouteuse, le module de
stockage et le facteur de perte sont tous deux caractérisés par des valeurs relativement
faibles variant peu avec la température. La quatrième zone correspond à un état fluide
du matériau. Cet état est très peu considéré dans les études de conception en raison de
son instabilité. De plus, pour beaucoup de matériaux, cette région n'est pas définie. Dans
le-but d'amortir les vibrations, il est utile de solliciter les matériaux viscoélastiques au
voisinage de la zone de transition. Pour le génie civil, les matériaux utilisés sont donc des
matériaux dont la température de transition vitreuse est proche de la température am-
biante. Ce choix est motivé par les variations du facteur de perte qui atteint son maximum









Figure 2.3 - Dépendance des paramètres viscoélastiques avec la température [5]
Dépendance en fréquence L'effet de la fréquence sur les propriétés dynamiques du
matériau amortissant est illustré à la figure 2.4 pour différentes températures [5]. Les tem-
pératures sont choisies pour illustrer l'effet de la fréquence sur les propriétés amortissantes
dans les trois principaux états cités précédemment. Le plus important effet de la fréquence
consiste en l'augmentation du module de stockage avec l'augmentation de la fréquence.
Cependant, comme illustré à la figure 2.4, cette variation est beaucoup moins importante
dans les régions vitreuses et caoutchouteuses que dans la région de transition où elle est
considérable. Concernant le facteur de perte, la figure 2.4 montre une augmentation avec
la fréquence dans la région caoutchouteuse, un maximum dans la région de transition, et
une réduction avec l'augmentation de la fréquence dans la région vitreuse.
La comparaison des figures 2.3 et 2.4 montre qu'une augmentation de température
est équivalente à une diminution en fréquence, du point de vue phénoménologique. Cette
caractéristique a donné lieu au principe de superposition temps-température (ou fréquence
température) très utilisée pour la caractérisation des matériaux en mécanique. Ce principe
de superposition permet de considérer qu'une variation de température a l'effet inverse
d'une variation en fréquence à un facteur multiplicatif près. Ce principe, assez complexe et
issu de lois thermodynamiques, ne sera pas détaillé ici, car il est peu utile aux applications
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Figure 2.4 - Dépendance des paramètres viscoélastiques avec la fréquence [5]
caractériser intégralement le matériau par essais. Ce principe reste néanmoins important
pour la lecture des courbes de propriétés, appelées nomogrammes, données généralement
par un fournisseur. Le principe de superposition permet en effet l'obtention du module de
cisaillement, ou du facteur de perte, pour une température et une fréquence données, sur
un même graphique, comme celui présenté à la figure 2.5 [I]. Les deux nuages de points
présents sur le nomogramme définissent respectivement les courbes du module de rigidité
et du facteur de perte du matériau. Pour l'obtention d'une valeur de ces paramètres,
il faut chercher le point d'intersection de l'isofréquence avec l'isotherme désirées, puis
chercher sur la courbe du paramètre désiré le point se trouvant à la verticale de ce point
d'intersection. La valeur du paramètre pour la fréquence et la température voulues se lit
ensuite à l'horizontale du point précédent sur l'axe des ordonnées du graphique.
En génie civil, les variations des propriétés mécaniques sont importantes, mais les
plages de températures et de fréquences concernées sont beaucoup plus étroites. Par consé-
quent, même si le phénomène est important en terme d'efficacité de l'amortisseur et de
prédiction des performances, il peut être négligé pour un dimensionnement préliminaire.
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Figure 2.5 - Nomogramrae d'un viscoélastique de la société 3M [1]
Seul le choix d'un matériau intéressant pour les température et fréquence de fonctionne-
ment prévues est à considérer. Chang et Soong [10, 11, 39] se sont intéressés à la variation
de la raideur et du facteur de perte d'un amortisseur viscoélastique pour le génie civil
(du type de celui présenté à la figure 2.1) en fonction de la température T° et de la fré-
quence / sur des plages significatives pour des applications civiles (200C < T° < 42°C,
et 0.1 Hz < / < 4 Hz). Ils ont constaté le comportement hystérétique elliptique décrit
précédemment, et ont remarqué l'influence importante des deux variables sur ce compor-
tement, illustrée à la figure 2.6 [H]. En particulier, les auteurs ont souligné la perte et le
gain de rigidité de l'amortisseur avec l'augmentation respectivement de la température et
de la fréquence. Des observations identiques sont faites à propos de la quantité d'énergie
dissipée durant un cycle, alors que le facteur de perte ? reste, lui, relativement constant
sur les plages étudiées. La figure 2.7 illustre la dégradation des performances de contrôle
d'un amortisseur viscoélastique avec la température, pour un bâtiment de 5 étages soumis
à un séisme [38]. Malgré des variations évidentes des performances de l'amortisseur, les
auteurs soulignent que celui-ci reste néanmoins efficace à dissiper de l'énergie dans toutes
les plages de températures et de fréquences utiles, ce qui valide son utilisation pour des
applications sismiques.
Chang et Soong [10, 11] ont proposé des formules empiriques pour décrire la dépendance
en température et en fréquence de la raideur et du facteur de perte des matériaux visco-
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Figure 2.7 - Dégradation du contrôle d'un VED avec la température [38]
être ajustés pour chaque matériau à partir de tests expérimentaux :
G' = axua2T0-a3^ai (2.13)
? = ß??-ß2??ß3?ß* (2.14)
où ? est la fréquence d'excitation, T° est la température, 7 est la déformation en cisaille-
ment du viscoélastique, a¿ et /3¿ sont des coefficients positifs. Ces formules introduisent une
dépendance avec la déformation en cisaillement. Cette dépendance est généralement faible
pour des matériaux purement viscoélastiques, mais très importante pour les caoutchoucs
naturels comme le montre l'étude du matériau amortissant (chapitre 3) utilisé dans le pro-
jet. Les signes des coefficients cti et /3¿ des équations (2.13) et (2.14) sont issus des essais
expérimentaux généralement référencés dans la littérature pour des matériaux purement
viscoélastiques (très souvent des néoprènes de la société 3M). Cependant, le paragraphe
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suivant concernant les caoutchoucs naturels ainsi que la caractérisation du matériau amor-
tissant présentée au chapitre 3 montrent que l'influence des paramètres sur le facteur de
perte ? peut être inversée (et cette influence reste en général assez faible) . Ces différences
de comportement peuvent s'expliquer si on considère que l'on se situe d'un côté ou de
l'autre du maximum atteint par ? dans la zone de transition (figures 2.3 et 2.4b).
Les tests de caractérisation menés dans la littérature ont mis en évidence une cer-
taine dépendance des paramètres viscoélastiques avec la déformation en cisaillement de
l'amortisseur et le nombre de cycles endurés due à la montée en température du matériau
lors de la dissipation d'énergie sous forme de chaleur. L'augmentation de la température
s 'accompagnant d'une dégradation des performances amortissantes du système, le dimen-
sionnement d'un amortisseur idéal devra multiplier les modes de transfert de chaleur pour
en optimiser les performances. Des études menées par Mahmoodi ont montré qu'environ
2% à 4% de l'énergie dissipée par l'amortisseur y est stockée, et contribue à la montée en
température du système [38]. Lors d'un événement sismique majeur, le nombre de cycles de
forte amplitude est limité, et on négligera donc l'effet de cet échauffement sur les propriétés
du matériau.
2.1.3 Comportement des caoutchoucs naturels
Les matériaux viscoélastiques (VE) décrits aux paragraphes précédents doivent leur
utilisation massive en contrôle structural à leur élasticité (pas de déformation permanente),
et à leur importante capacité de dissipation énergétique. Ce ne sont cependant pas les seuls
à présenter ces propriétés intéressantes, et, même s'ils sont moins fréquents, on retrouve
aussi des matériaux de type caoutchouc : principalement caoutchouc naturel (NR, Natural
Rubber), et des caoutchoucs à forte capacité amortissante (HDR, High Damping Rubber).
La plupart du temps, dans la littérature et dans la pratique, les matériaux VE sont utilisés
dans les amortisseurs intégrés à des contreventements car ce sont ceux dont le facteur de
perte est le plus élevé. Les matériaux NR et HDR se retrouvent plutôt dans les isolateurs à
la base de bâtiments et dans les appuis de ponts, car l'amortissement y est moins important
et la robustesse aux conditions environnantes très critique. NR et HDR ont des propriétés
très proches de celles de VE, au point que dans le langage courant l'amalgamme entre ces
deux types de matériaux est souvent fait. La principale différence est que les matériaux
VE sont des matériaux linéaires élastiques, permettant une modélisation mathématique
très simple, expliquée en début de chapitre. Les matériaux NR et HDR sont des matériaux
également élastiques (sans déformation permanente), mais fortement non-linéaires, et donc
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Figure 2.8 - Comparaison des hystérésis de 2 isolateurs identiques, NR et HDR [3]
dépendance en fréquence et en température. Pour les matériaux HDR, la dépendance en
température reste cependant négligeable dans les plages concernées par les applications
civiles [16]. L'influence de la fréquence d'excitation est elle aussi beaucoup plus faible que
pour les matériaux purement viscoélastiques au point d'être elle aussi souvent négligée [21].
Les deux types de matériaux étudiés dans ce paragraphe, NR et HDR, sont des matériaux
à base de caoutchouc naturel. Abe, et al. [3] les ont comparé à l'occasion d'une étude.
Le premier, NR, est composé uniquement du caoutchouc naturel pur. C'est un matériau
très flexible, mais à faible capacité de dissipation énergétique. C'est pour cette raison
que le caoutchouc naturel est rarement utilisé seul à des fins d'amortissement, et on lui
associe la plupart du temps un coeur de plomb dans les isolateurs sismiques. On lui préfère
généralement les matériaux HDR, qui correspondent à du caoutchouc naturel enrichi, entre
autres additifs, d'un certain taux de carbone (lui donnant sa couleur noire). Ce "dopage"
lui offre des propriétés amortissantes bien supérieures, comme l'illustre la comparaison des
courbes d'hystérésis de la figure 2.8 [3].
Les non-linéarités de comportement de ces matériaux ont été étudiées expérimentale-
ment, de façon approfondie, par Dall'Asta et Ragni [16] pour des amortisseurs, ainsi que
par Abe, et al. [3] pour des isolateurs à la base. La principale difficulté des matériaux à
base de caoutchouc naturel tient dans une rigidité non-linéaire, couplée à une forte dé-
pendance non-linéaire avec la déformation en cisaillement (alors que la dépendance des
VE avec la déformation est faible voire négligeable). La figure 2.9 [16] illustre ces deux
principales non-linéarités sur les boucles d'hystérésis d'un amortisseur HDR à différentes
déformations en cisaillement. On remarque que plus la déformation en cisaillement est im-
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portante, plus la rigidité présente un comportement non-linéaire marqué. La non-linéarité
de rigidité se caractérise tout particulièrement par un phénomène de raidissement avec la
déformation (strain hardening). Ce phénomène ne se manifeste qu'aux grandes déforma-
tions (en général au dessus de 50%, voire au dessus de 100% ou 150% selon le matériau), et
intervient souvent plus tôt pour un matériau HDR qu'un matériau NR [3]. L'effet du strain
hardening est non seulement d'augmenter la rigidité de l'amortisseur, mais aussi l'aire de
sa boucle d'hystérésis, et donc améliore la dissipation énergétique du système. Abe a éga-
lement montré que de légères non-linéarités sur la rigidité, autres que le raidissement, ont
lieu aux faibles déformations (moins de 50%), comme illustré à la figure 2.10 [3]. La dé-
pendance non-linéaire du comportement des matériaux NR et HDR avec la déformation
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Figure 2.10 - Non-linéarités des HDR aux faibles déformations [3]
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A cause des fortes non-linéarités des matériaux à base de caoutchouc naturel, il n'est
pas possible de les caractériser complètement par la connaissance de quelques paramètres
intrinsèques au matériau (contrairement aux VE où deux paramètres suffisaient). Cepen-
dant, il est possible de définir malgré tout des grandeurs indicatives, qui servent pour
comparaison de différents matériaux ou lors des études d'influence des paramètres, et
qu'on utilisera abondamment pour le dimensionnement des amortisseurs du projet. Ces
grandeurs constituent la base des principaux modèles de comportement hystérétique dé-
veloppés pour les caoutchoucs naturels dans la littérature. On utilise ainsi une raideur
équivalente, Keq, et un taux d'amortissement visqueux équivalent, £e</, ce qui revient à
définir un modèle viscoélastique équivalent si on définit les grandeurs précédentes telles
que [16, 35] :
¦t,- £ max "min /q i r\
%max %min
_ EVE _ Eve _ Veg /9 1 g\^q - 4tt£ß ~ 2wKeq(hlmax)2 ~ 2
où Fmax et Fmin sont les efforts maximum et minimum dans l'amortisseur, xmax et xmin sont
les elongations maximum et minimum, 7max est la déformation maximale en cisaillement,
Eve et Ee sont respectivement l'aire de la boucle d'hystérésis et l'énergie de déformation
maximale de l'amortisseur, et h est l'épaisseur de l'amortisseur. A partir de la rigidité
équivalente Keq et de l'équation (2.10), on définit un module de cisaillement équivalent du
matériau amortissant :
Geg = ^F (2-17)KçghA
où A et h sont respectivement l'aire et l'épaisseur de matériau amortissant soumis au ci-
saillement. Les grandeurs équivalentes définies ci-dessus sont les valeurs étudiées pour la
caractérisation du matériau amortissant utilisé dans le projet, et présentée au chapitre 3.
L'équation (2.15) n'est qu'une approximation convenable de la rigidité du matériau. En
effet, dans le cas de matériaux NR ou HDR dont la boucle d'hystérésis reste très elliptique,
les maxima de force et de déplacement ne correspondent pas exactement au même point.
Dans ce cas, le calcul de Keq comme la meilleure pente passant à travers l'ensemble des
points d'un cycle fournit une meilleure approximation du comportement. Une autre alter-
native, peu utilisée malgré sa logique, consiste à appliquer l'équation (2.15) en prenant
pour Fmax et Fmin les valeurs des efforts atteintes respectivement aux déformations ^max
6t ^rnin·
Abe a étudié l'effet d'une charge axiale de compression sur le comportement d'isolateurs
NR et HDR, en particulier sur les paramètres équivalents précédemment définis. Les prin-
cipaux résultats sont donnés à la figure 2.11 [3]. Ces courbes permettent aussi d'étudier
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Figure 2.11 - Effet d'une compression et de la déformation sur les paramètres équiva-
lents [3]
l'effet de la déformation en cisaillement sur les paramètres équivalents. On remarque, pour
les deux matériaux, une très forte perte de rigidité avec la déformation, tandis que l'amor-
tissement équivalent reste approximativement constant. On voit que l'augmentation de la
charge de compression n'a qu'un effet restreint, mais légèrement bénéfique, sur le com-
portement de l'isolateur : faible réduction de la rigidité, et augmentation légère du taux
d'amortissement. Il est important de noter, à partir de ces figures, l'ordre de grandeur des
facteurs de perte atteints avec les différents matériaux : matériau NR 0.08 < ï]eq < 0.15,
matériau HDR r\eq « 0.3, alors que dans la littérature les matériaux VE (souvent déve-
loppés par des compagnies à des fins spécifiques d'amortissement structural) atteignent
0.6 < r/eg1.2.
Une particularité importante des matériaux HDR, due à la présence de carbone, est
qu'ils présentent plusieurs effets non-linéaires liés à leur historique de chargement. Le pre-
mier effet est connu en tant qu'effet Mullins, pour un matériau vierge de sollicitations. Il
s'agit d'une perte importante de rigidité sur les quelques premiers cycles de sollicitation (5
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à 8 premiers cycles avant disparition de l'effet), ce qui modifie la boucle d'hystérésis avant
d'atteindre une boucle stable pour les cycles supérieurs. L'effet Mullins est illustré par les
boucles d'hystérésis à la figure 2.12 [16]. Dall'Asta et Ragni ont étudié particulièrement
cet effet afin de le modéliser [16]. Ils ont montré, en particulier, que cet effet existait pour
des amortisseurs HDR vierges, mais aussi que l'effet réapparaissait presque à l'identique
pour des amortisseurs laissés au repos quelques temps. Ils montrent qu'un repos d'une
seule journée suffit déjà à retrouver un effet significatif. Cela est aussi illustré sur la fi-
gure 2.12 où les courbes d'hystérésis après différents temps de repos sont présentées pour
un matériau HDR. Les auteurs soulignent alors l'importance de considérer cet effet pour le
dimensionnement d'un amortisseur à des fins sismiques, puisque le matériau aura toujours
un temps de repos suffisant entre deux excitations. Cela complique cependant beaucoup
les considérations de dimensionnement, d'autant que cet effet n'a lieu que sur quelques
premiers cycles d'excitation, et devrait généralement se résorber avant le pic d'excitation
du séisme. Un second effet non linéaire est fréquemment reporté dans la littérature, connu
sous le nom de scragging. Cet effet est lié à la modification de la structure moléculaire
du matériau lorsqu'il est soumis pour la première fois à une déformation donnée, supé-
rieure à toutes celles qu'il a endurées auparavant [21]. Il en résulte une modification des
paramètres viscoélastiques équivalents du matériau qui peut être parfois très importante.
Le degré d'importance de cet effet est en réalité difficile à estimer d'une manière générale
puisqu'il dépend profondément de la composition du caoutchouc considéré. Il sera illustré












Figure 2.12 - Effet Mullins d'un amortisseur HDR après différents temps de repos [16]
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2.1.4 Modélisation des caoutchoucs naturels
La modélisation du comportement hystérétique des caoutchoucs naturels est rendue
?
beaucoup plus complexe que celle d'un matériau purement viscoélastique en raison des très
nombreuses non linéarités évoquées au paragraphe précédent. De nombreux modèles sont
proposés dans la littérature pour rendre compte du comportement hystérétique particulier
des matériaux NR et HDR. Il est raisonnable de classer ces modèles selon trois catégories :
les modèles non linéaires très complexes qui cherchent à rendre compte du plus grand
nombre d'effets du matériau (effet Mullins, strain hardening, scragging, etc. . . ), le modèle
simple bilinéaire, et le modèle linéaire viscoélastique équivalent.
Il existe aujourd'hui des modèles très complexes capables de rendre compte des non li-
néarités les plus difficiles des matériaux HDR. Aucun modèle à ce jour n'existe cependant
qui soit capable de considérer en même temps tous les effets de ces matériaux. Dall'Asta
et Ragni [17] ont proposé un modèle pour la prise en compte de l'effet Mullins qu'ils
jugent d'une importance essentielle dans le calcul des réponses sismiques, puisqu'au mo-
ment de leur entrée en fonction les amortisseurs sortiront toujours d'une période de repos
suffisamment longue pour le recouvrement total de cet effet. Le modèle s'appuit sur des
considérations rhéologiques et thermodynamiques. Parmi d'autres auteurs, Abe et al. [4],
ainsi que Lee et al. [30], ont proposé des modèles élastoplastiques ou viscoplastiques op-
timisés pour la prise en compte de lois de dégradation de la rigidité et de la force de
plastifiation avec la déformation en cisaillement. Le modèle de Lee et al. rend également
compte de l'effet de strain hardening. Bien que ces modèles soient les plus précis à re-
produire le comportement hystérétique expérimental constaté des matériaux HDR, ils ne
sont pas applicables à la réalité d'une étude d'ingénieurs : trop complexes, difficilement
compréhensibles, avec beaucoup de paramètres à recaler, et nécessitant des temps de cal-
cul trop importants. C'est pourquoi, ils ne seront pas plus détaillés dans cette analyse
bibliographique.
Les modèles analytiques de comportement hystérétique couramment utilisés dans la
littérature pour les caoutchoucs naturels sont les deux modèles très simples que sont le
modèle bilinéaire et le modèle linéaire viscoélastique équivalent. Ce sont également les
'modèles recommandés dans la plupart des codes ou guides de dimensionnement pour les
applications parasismiques, très souvent des codes et guides pour les ponts [15, 21, 2].
Ces deux modèles reposent sur la même hypothèse de départ qui constitue très souvent
l'unique réelle exigence des codes et guides à propos de la modélisation des matériaux
HDR : le modèle doit vérifier les propriétés viscoélastiques équivalentes définies aux équa-
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tions (2.15) et (2.16) issues d'essais de caractérisation menés sur le matériau considéré. Il
est demandé de considérer uniquement les propriétés équivalentes caractérisées pour la dé-
formation maximale en cisaillement attendue sur les amortisseurs ou isolateurs. Les deux
modèles sont comparés à l'allure d'une courbe d'hystérésis typique d'un matériau HDR à
la figure 2.13 [21, 34].
Le modèle bilinéaire est le modèle le plus répandu dans le domaine des isolateurs sis-
miques et appuis de ponts, et est explicitement recommandé par l'ensemble des codes et
guides. Plusieurs ouvrages de référence dans le domaine de l'isolation sismique s'attachent
aussi à sa description [21, 34, 33] illustrée à la figure 2.13c. Il est entièrement défini par
la connaissance de trois paramètres pour une déformation maximale en cisaillement xmax
donnée : la rigidité initiale ke, la rigidité plastique kp, et la force caractéristique Q. Ces
trois paramètres sont définis par lecture directe et calculs d'après la courbe d'hystérésis
expérimentale, obtenue à la déformation xmax et d'après les valeurs correspondantes des
propriétés viscoélastiques équivalentes Keq et Çeq tirées des équations (2.15) et (2.16). Pour
s'assurer de l'obtention d'un modèle ayant la rigidité équivalente requise, le point extrême
du modèle est d'abord recherché à partir de la connaissance de Keq et de xmax- Pour
que le modèle vérifie le taux d'amortissement équivalent expérimental, Q doit répondre à
l'équation suivante :
O — 71^g e1Xmax (O 18Ì
¿{p^max 3Cy)
où Xy correspond à la déformation de plastification du modèle bilinéaire. Deux méthodes
sont alors très souvent adoptées. Soit xy, inconnu a priori, est estimé par lecture directe
sur une courbe d'hystérésis ou bien est estimé à toute fin pratique entre 5% et 10% de la
déformation maximale en cisaillement xmax, puis Q est calculé d'après l'équation (2.18).
Soit Q est estimé sur la courbe d'hystérésis expérimentale, puis xy est extrait de l'équa-
tion (2.18). kp est finalement calculé d'après la connaissance de Q et du point extrême du
modèle, puis ke est lui aussi déterminé d'après xy et la connaissance de la courbe plastique
du modèle. Pour des isolateurs ou amortisseurs à base de caoutchouc naturel, xy prend
en général une valeur proche de 10% de la déformation maximale en cisaillement xmax, et
on obtient des rapports de rigidités ke/kp compris entre 5 et 10 selon la nature du maté-
riau. On peut noter qu'en l'absence de données expérimentales (cas d'un dimensionnement
préliminaire par exemple), un modèle bilinéaire de comportement d'amortisseur ou d'iso-
lateur en caoutchouc naturel est très souvent supposé à partir des ordres de grandeurs
précédents. Dans ce cas, le choix du rapport de rigidité ke/kp a une influence importante
sur le taux d'amortissement équivalent £eg finalement obtenu avec le modèle [34].
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Displacement Displacement
(a) courbe d'hystérésis expérimentale typique (b) modèle linéaire viscoélastique équivalent
Umax
(c) modèle bilinéaire
Figure 2.13 - Modélisation du comportement hystérétique d'un matériau HDR [21, 34]
Le modèle linéaire viscoélastique équivalent est le plus simple des modèles de compor-
tement hystérétique pour un matériau HDR, et le moins coûteux en calculs. Sans être
spécifiquement recommandé, il est toléré par tous les codes et guides de dimensionnement,
en particulier le code canadien sur le calcul des ponts routiers [15], puisqu'il satisfait aux
conditions minimales citées plus haut. Le guide FEMA 356 [21] sur la réhabilitation sis-
mique des ouvrages y fait explicitement référence aux côtés du modèle bilinéaire. Le modèle
consiste tout simplement à considérer le matériau parfaitement viscoélastique suivant les
équations de comportement (2.8) et (2.9) décrites en début de chapitre et déterminées en-
tièrement par la connaissance des deux paramètres caractéristiques : rigidité K' et facteur
de perte ? (ou taux d'amortissement ?). Les valeurs Keq et £,eq des équations (2.15) et (2.16)
directement issues des courbes d'hystérésis expérimentales pour la déformation maximale
attendue sont les valeurs utilisées dans le modèle. Deux hypothèses importantes sont ainsi
faites pour la mise en oeuvre de ce modèle simple. D'une part, bien que les valeurs des
paramètres viscoélastiques équivalents d'un matériau NR ou HDR dépendent fortement
26
de la déformation en cisaillement, elles sont considérées toujours constantes, égales aux
valeurs expérimentales pour la déformation maximale attendue lors d'une excitation don-
née. D'autre part, pour une excitation non harmonique (excitation sismique par exemple),
une valeur doit être fixée pour la fréquence d'excitation ? apparaissant à l'équation (2.8).
Celle-ci est en général prise égale à la première fréquence propre du système amorti dans
lequel se trouvent les amortisseurs, car une structure répond essentiellement selon son
mode de vibration fondamental à un séisme [35]. Il est important de noter que peu de
références traitant de systèmes de contrôle autres que de l'isolation par la base utilisent un
modèle bilinéaire. Un modèle complexe ou le modèle viscoélastique équivalent lui sont sou-
vent préférés. Dall'Asta et Ragni [17] ont utilisé le modèle viscoélastique équivalent pour
une étude sismique d'amortisseurs, et ont tenté de l'améliorer pour la prise en compte de
l'effet Mullins. Leur modèle consiste en fait en la moyenne des paramètres viscoélastiques
équivalents issues des courbes d'hystérésis initiales (avant résiliation de l'effet Mullins) et
des courbes d'hystérésis stables (après résiliation totale de l'effet). Ils mettent ainsi en
évidence une optimisation du modèle viscoélastique équivalent basique. Cependant, leur
étude souligne que le simple modèle viscoélastique équivalent reste très acceptable avec
moins de 10% d'erreur commise sur les réponses maximales moyennes obtenues pour un
système à un seul degré de liberté sur sept séismes différents (référence prise par rapport
à un modèle non linéaire complexe [16]). Le modèle linéaire viscoélastique équivalent a
également été utilisé par Lee, Fan, Sause et Ricles [31] pour la proposition d'une méthode
simplifiée de dimensiónnement d'amortisseurs en caoutchouc naturel. Cette étude conclue
elle aussi sur une qualité satisfaisante des estimations des réponses maximales fournies par
le modèle viscoélastique équivalent en comparaison d'un modèle beaucoup plus complexe.
Les modèles bilinéaires et viscoélastiques équivalents ne sont valables qu'en dessous
d'une certaine déformation en cisaillement dépendant de la composition du caoutchouc
considéré [21]. Au delà, l'effet du strain hardening rend leur utilisation inappropriée. Un
atout majeur du modèle bilinéaire par rapport au modèle viscoélastique équivalent est que
la rigidité équivalente, de même que le taux d'amortissement équivalent, obtenus pour des
cycles à une déformation inférieure à celle du dimensiónnement ne restent pas constants.
Bien que leur évolution ne suive pas les valeurs réelles issues de la caractérisation, cette
dépendance avec la déformation se rapproche du comportement réel du caoutchouc. Le
principal inconvénient du modèle bilinéaire est en revanche qu'il ne rend compte d'aucune
dissipation énergétique tant que les déformations ne dépassent pas la valeur de plastifi-
cation Xy choisie. Une étude menée au chapitre 6 montre que le modèle viscoélastique
équivalent reproduit très bien les courbes d'hystérésis du matériau HDR pour les faibles
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déformations (inférieures à 50%, voir figure 6.1). Pour des déformations supérieures un
modèle bilinéaire semblerait probablement plus approprié.
2.2 Applications concrètes des VED
Les amortisseurs viscoélastiques font partie des tout premiers systèmes de contrôle pas-
sifs à avoir été appliqués concrètement au génie civil. Aujourd'hui encore, ils sont parmi
les systèmes les plus répandus et encore le plus fréquemment installés sur des bâtiments
nouveaux, en raison de leur efficacité non seulement face aux vents mais aussi face aux
séismes, et en raison de leur fiabilité prouvée. Il est donc très difficile de dresser une liste
des applications existantes, et même une revue de littérature exhaustive des études analy-
tiques et expérimentales menées dessus. Dans cette section, on cherchera donc seulement
à présenter les installations concrètes marquantes dans des bâtiments réels, et à réperto-
rier toutes les configurations d'installation dans lesquels ils ont été testés. On verra en
particulier que, dans l'immense majorité des cas, ces amortisseurs sont intégrés soit dans
des contreventements diagonaux, soit dans des contreventements en chevron, et adoptent
presque toujours l'architecture du VED typique présenté à la figure 2.1 : un sandwich
de deux couches viscoélastiques travaillant en cisaillement pur entre deux plaques d'acier
solidaires aux extrémités et une plaque centrale indépendante. Le déplacement interétage
permet la déformation de l'amortisseur et donc la dissipation énergétique. La totalité des
applications existantes utilisent les amortisseurs viscoélastiques comme des éléments dis-
sipateurs d'énergie additionnels agissant en parallèle au SFRS du bâtiment dans lequel ils
sont installés.
Applications concrètes Plusieurs applications de VED à des structures réelles font
référence, et se retrouvent systématiquement dans la littérature [39, 38]. La première ap-
plication d'amortisseurs viscoélastiques aux structures fut l'installation d'environ 10 000
VED dans chacune des tours du World Trade Center de New York (110 étages, 417
m), afin de réduire le niveau d'accélération - et donc améliorer le confort des occupants
- face aux vents. Les amortisseurs faisaient partie intégrante du système structural des
tours, et assistaient la structure tubulaire pour la réduction des vibrations dues aux vents.
Les VED ont été intégrés entre les poteaux en acier de la structure et les poutres des
planchers, tel qu'illustré à la figure 2.14 [39]. Les VED ont été répartis de façon uniforme
entre le 10eme et le 110eme étage, et ont été dimensionnés à partir d'études dynamiques de
la structure. Durant leur trentaine d'années d'existence, les tours ont subi plusieures tem-







Figure 2.14 - Configuration des VED dans le World Trade Center [39]
En particulier, les autorités portuaires de la ville de New York ont mené un programme
de mesures qui a permis de quantifier l'efficacité du système durant la tempête Gloria en
1978 (vents de 85 km/h). Le taux d'amortissement calculé était alors entre 2.5% et 3%.
Les VED ont également été vérifiés régulièrement, et n'ont montré aucune dégradation des
performances avec le temps. Initialement, les amortisseurs étaient prévus pour durer au
moins jusqu'en 2015.
Une autre application majeure d'amortisseurs viscoélastiques a été effectuée en 1982
dans le Columbia SeaFirst Building à Seattle (76 étages, 286 m), également pour le
contrôle des vibrations induites par le vent. Le bâtiment a un plan triangulaire, et le
système de résistance aux forces latérales est constitué de trois colonnes de béton inter-
connectées par des cadres en acier contreventés. Lors de l'étude du bâtiment, l'intégration
d'amortisseurs est apparue nécessaire pour réduire le niveau des accélérations. Au total,
260 VED ont été intégrés à l'intérieur des contreventements diagonaux, tel qu'indiqué à la
figure 2.15 [38] : les amortisseurs sont installés parallèlement aux contreventements, et les
déformations élastiques des contreventements lors de vents violents permet la déformation
des VED en cisaillement. Cette installation s'est montrée à la fois très efficace (passage
d'un amortissement structural de 0.8% à 6.4% pour les tempêtes fréquentes, et à 3.2%
pour le vent de design), et assez peu coûteuse (les amortisseurs n'ont représenté que 0.5%
du coût total de la structure).
Avant les années 1990, les amortisseurs viscoélastiques n'ont été utilisés que pour la
réduction des réponses face aux vents. La première application sismique des VED a eu lieu
en 1993 pour la réhabilitation sismique du Santa Clara County Building à San José



























Figure 2.16 - VED des contreventements diagonaux du Santa Clara County Building [39]
1976, est de plan carré, d'une hauteur de 64 m, et possède une structure fournissant peu
d'amortissement structural (moins de 1%). Le bâtiment, instrumenté pour son étude, a
témoigné de réponses larges incluant même un couplage de modes en torsion sous les nom-
breux séismes enregistrés. Finalement, deux VED par étage et par façade ont été installés
dans des contreventements diagonaux. Un schéma de la configuration des amortisseurs est
fourni à la figure 2.16 [39] : le contreventement diagonal est composé de deux parties "té-
lescopiques" reliées par le matériau VE se déformant en cisaillement. Le dimensionnement











Figure 2.17 - VED sur contreventement en chevron dans le Naval Supply Office [39]
Ces dernières années a eu lieu la première application d'amortisseurs viscoélastiques
pour la réhabilitation sismique d'un bâtiment en béton armé. Il s'agit du Naval Supply-
Facility à San Diego, bâtiment de trois étages, dont le système de résistance aux forces
latérales est constitué de murs de refend périphériques. Les études dynamiques sur le bâti-
ment ont montré que celui-ci n'était pas capable de résister aux charges sismiques prévues
par le nouveau code californien. Sur la base d'études non-linéaires, un total de 64 VED a
été installé sur les deux premiers étages dans le but de réduire le déplacement interétage.
Les VED ont été intégrés entre deux planchers, en série avec des contreventements en
chevron, et reliés aux poutres de l'étage supérieur, comme l'indique la figure 2.17 [39].
Chaque amortisseur possède quatre sandwiches viscoélastiques, chacun sur le modèle de
la figure 2.1.
Efficacité sismique des VED : Chang, Lai, et Soong sont les premiers à avoir mené
un programme expérimental intensif montrant l'efficacité des amortisseurs viscoélastiques
pour le contrôle des vibrations sismiques de structures en acier et en béton armé. Dans
une première étude publiée en 1993 [10, 12], ils ont mené des tests sur table sismique
pour une structure en acier à l'échelle 2/5 soumise aux séismes violents d'El Centro et
Hachinohe mis à l'échelle et normalisés à PGA 0.6g. La structure de cinq étages est pré-
sentée à la figure 2.18 [12], possède un amortissement structural propre de 1%, et a été
équipée de deux VED sur chacun de ses étages. Les VED sont ceux de la figure 2.1, et
ont été installés à l'intérieur de contreventements diagonaux. Dans cette étude, les auteurs




Figure 2.18 - Bâtiment à l'échelle 2/5 testé sismiquement avec VED [12]
section précédente. Ils montrent en particulier que les amortisseurs viscoélastiques restent
efficaces sous toutes températures, même si leurs performances se dégradent clairement
avec une augmentation de la température extérieure. Les auteurs montrent l'efficacité des
amortisseuis pour la réduction des déplacements, déplacements interétages, et des accé-
lérations, avec par exemple des réductions du drift entre 50% et 70% sous le séisme El
Centro. La figure 2.19 [39] compare les déplacements du toit de la structure avec et sans
amortisseurs. Une conclusion majeure de l'étude est que les amortisseurs permettent de
réduire considérablement la demande en ductilité et les dommages sur la structure. En
effet, une étude numérique inélastique de la structure sous DRAIN-2D montre que celle-ci
plastifie pour les deux séismes violents testés si elle n'est pas équipée d'amortisseurs. Les
tests avec VED montrent que celle-ci est maintenue dans son domaine linéaire élastique
grâce aux amortisseurs. La figure 2.20 [39] montre la réduction du cisaillement à la base et
du moment de renversement grâce à l'introduction des VED. En 2004, Chang a effectué
un autre programme de tests sismiques pour des amortisseurs viscoélastiques intégrés à
une structure cette fois-ci à échelle réelle [H]. La structure de cinq étage a pour dimen-
sions 6 m ? 4 m x H 2.6 m/étage, et a été testée pour deux configurations de VED :
amortisseurs viscoélastiques dans des contreventements diagonaux et dans des contreven-
tements en chevron (figure 2.21). Dans cette dernière configuration, les deux branches du
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Figure 2.20 - Réduction du cisaillement à la base' et du moment de renversement (El
Centro) [39]
des branches s'annulent en ce point, et que l'amortisseur, placé à la verticale, ne soit soumis
qu'à du cisaillement pur. Lors de tests en vibration libre, l'amortissement structural pour
la configuration de contreventements en chevron est passé de 2% à 19.7%. La structure a
été installée à Taïwan, et a été soumise à plusieurs séismes naturels de forte magnitude
(M9 > 6.5). En traçant les fonctions de réponse en fréquence de la structure pour cha-
cun des séismes, l'amortissement du premier mode a été identifié entre 23.6% et 26.8%
pour la configuration à contreventements diagonaux, et à 25.9% pour la configuration à
contrevetement en chevron, prouvant ainsi l'efficacité des VED sous excitation sismique
naturelle violente et pour une structure à échelle réelle. De plus, les études numériques ont
montré qu'une étude linéaire suffisait parfaitement à la prédiction du comportement de la
structure, et qu'une étude non-linéaire n'apportait rien de plus. Le matériau utilisé dans
cette étude était un neoprène de la compagnie 3M développé à des fins d'amortissement
structural et ayant un comportement presque parfaitement viscoélastique.
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(b) VED en chevron(a) VED en contreventement diagonal
Figure 2.21 - VED en contreventement diagonal ou en chevron testé à grande échelle ¡11]
Bartera et Giactaetti [8] ont testé une architecture d'amortisseur assez différente
de celles présentées précédemment, basée sur un matériau HDR, et qu'ils ont testée se=
Ion différentes configurations dans des contreventements en chevron. L'amortisseur (High
Damping Rubber Device, HDRD), présenté à la figure 2.22 [16], se présente sous la forme
d'un simple coussin horizontal, où une couche assez épaisse de matériau amortissant est
déformée en cisaillement entre deux plaques d'acier. Le matériau HDR est disposé en deux
couches de 5 mm chacune, séparées par une fine plaque d'acier de 2 mm. Les deux plaques
d'acier extérieures permettent d'insérer le HDRD en série entre l'étage supérieur et le
sommet d'un contreventement en chevron, comme illustré à la figure 2.23 [8]. Les auteurs
ont testé leur amortisseur sur un cadre en béton armé d'un seul étage, excité soit par lâ-
cher en vibration libre, soit par un vérin pour de faibles fréquences. Les contreventements
utilisés pour l'insertion des HDRD sont en acier. Les auteurs ont testé leur système selon
quatre configurations : (a) 2 HDRD en parallèle et disposés verticalement (figure 2.24(a)),
(b) 1 seul HDRD à la verticale, (c) 1 HDRD disposé horizontalement (figure 2.24(b)),
(d) 2 HDRD à la verticale. Pour les cas (a) à (c), les connexions des contreventements
sont rigides forçant les coussins HDR à travailler en cisaillement pur, tandis que pour le
34
cas (d) les contreventements, déserrés, forment un mécanisme, faisant ainsi travailler les
coussins en cisaillement et en flexion. Les expériences en vibration libre ont permis d'iden-
tifier un gain important d'amortissement dans toutes les configurations (amortissement
structural initial de 2%) : la configuration à 2 HDRD verticaux a été la plus performante
(?a = 39.2%), les deux configurations à un seul HDRD semblent équivalentes (& = 27.4%,
?0 = 26.5%), et la configuration en mécanisme semble bien moins intéressante en terme
d'amortissement (£* = 19.3%). Lors de ces tests, seule la configuration en mécanisme
n'a pas subi de déformation permanente, tandis que les autres configurations ont pris
une journée avant de revenir à l'origine. L'amortisseur HDR a donc malgré tout témoi-
gné d'une excellente capacité de recentrage. Les tests dynamiques ont révélé des résultats
d'amortissement beaucoup moins contrastés, et le taux d'amortissement obtenu semble
être relativement constant avec l'amplitude et la fréquence des vibrations. En moyenne
sur ces tests, les amortissements atteints sont : ?a = 12.2%, ?& = 10%, ?a = 14%. Seule
la configuration en cisaillement-flexion s'est montrée très variable en performance avec la
fréquence et l'amplitude, avec également l'apparition d'une résonance perturbatrice. Dans
l'étude, aucun test sismique n'est effectué.
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Figure 2.24 - Configurations et montage du HDRD [8]
VED semiactif En 1994, Tzan et Pantelides [42] ont proposé l'idée d'un amortisseur hy-
bride semiactif combinant les concepts d'amortisseurs viscoélastiques (passif) et de contre-
ventement actif. Le principe du contreventement actif consiste en un contreventement dia-
gonal intégrant un actionneur actif capable de modifier la rigidité ou la déformation du
contreventement. L'action du contreventement sur la structure peut ainsi être contrôlée.
L'amortisseur hybride imaginé combinait un actionneur en série avec un VED à l'intérieur
du contreventement diagonal. Cette étude est cependant restée purement théorique, et
aucun actionneur n'avait été proposé. Han et Tsopelas [24] ont reproposé le concept de
contreventement semiactif en 2006, et en ont effectué une étude théorique et expérimentale
sur une structure réduite de trois étages (0.4 m de côté, hauteur 1.05 m) excitée par une
mini table sismique. L'amortisseur hybride semiactif proposé est schématisé pour un simple
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cadre d'un étage à la figure 2.25, et intègre un VED en série avec une pile piézoélectrique
à l'intérieur d'un contreventement diagonal. L'idée est d'associer les avantages de l'amor-
tisseur viscoélastique à ceux d'un contreventement actif par piézoélectrique : d'une part,
l'actionneur piézoélectrique est capable de s'allonger ou de se rétracter sous l'action d'un
champ électrique contrôlable à ses bornes, permettant ainsi l'optimisation du fonctionne-
ment du VED en augmentant ses déformations, et donc la dissipation énergétique. D'autre
part, la présence de l'amortisseur viscoélastique permet de minimiser l'énergie nécessaire
au contrôle actif du contreventement, car le piézo agit sur le matériau VE facilement défor-
mable plutôt que directement sur la structure. Les auteurs ont montré l'efficacité de leur
amortisseur semiactif en comparant ses performances à celles d'un amortisseur viscoélas-
tique seul (passif) et à celles d'un contreventement actif seul. Les analyses fréquent ielles
indiquent une réduction du pic du mode fondamental de 52% à 58%, selon la direction
d'excitation, par rapport au système contrôlé passivement. Le contreventement actif donne
des résultats identiques sur l'analyse fréquentielle, et même légèrement meilleurs sur l'ana-
lyse temporelle pour le séisme El Centro (PGA 0.34 g). Cependant, le contreventement
actif amplifie certains modes supérieurs de la structure alors que l'amortisseur hybride les
? filtre, et les auteurs montrent surtout que pour des performances très similaires, l'amor-
tisseur hybride permet de réduire considérablement la demande en force et en énergie de
contrôle (réduction d'un facteur 2).
mf^z/mm^m
Figure 2.25 - Principe du contreventement diagonal semiactif {VE 4- PZT}
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Chapitre 3
Caractérisation mécanique du matériau
amortissant
Le matériau amortissant utilisé pour le système de contrôle proposé dans le projet de
maîtrise est un caoutchouc naturel, enrichi au carbone pour l'amélioration de ses propriétés
dissipatrices d'énergie, fourni par la société Produits HEVEA, située à Richmond (Canada,
QC), avec qui une collaboration a été établie. Produits HEVEA a également largement
contribué au montage de la structure expérimentale de trois étages décrite au chapitre 4
en fournissant plusieurs éléments principaux de la structure. L'industriel dispose d'un
large éventail de matériaux à base de caoutchouc naturel. Une phase de caractérisation des
matériaux a été indispensable, afin de sélectionner dans la gamme disponible le matériau le
plus approprié à l'application du projet de maîtrise (celui dont les propriétés amortissantes
sont les meilleures). Une fois le matériau choisi et ses propriétés mécaniques connues, le
dimensionnement précis des amortisseurs peut être effectué, et un modèle approximatif
de leur comportement peut être développé pour les prévisions de résultats par simulation
numérique.
Les essais de caractérisation visent à tracer les courbes contrainte-déformation en ci-
saillement du matériau sous différentes conditions. L'objectif de la caractérisation n'est
pas nécessairement d'effectuer une caractérisation mécanique extrêmement précise et ex-
haustive du matériau, mais d'obtenir les données suffisantes à un dimensionnement et
au développement d'un modèle simple de comportement. Les paramètres de caractérisa-
tion étudiés sont les paramètres mécaniques viscoélastiques équivalents définis aux équa-
tions (2.15) et (2.16) dans l'étude bibliographique du chapitre 2, rigidité équivalente Keq
et taux d'amortissement visqueux équivalent £e? :
F —Fjs L max *¦ rmn
•Emax %min
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?e? - AnEe ~ 2nKeq(hlmaxy ~ 2
où Fmax et Fmin sont les efforts de cisaillement maximum et minimum dans l'amortis-
seur, Xmax et Xmin sont les elongations maximales et minimales, jmax est la déformation
maximale en cisaillement, Eve et Ee sont respectivement l'aire de la boucle d'hystérésis
sur un cycle et l'énergie de déformation maximale de l'amortisseur, et h est l'épaisseur
de l'amortisseur. Des équations (2.15) et (2.10) on extrait aussi le module de cisaillement
équivalent du matériau amortissant :
où A et h sont respectivement l'aire et l'épaisseur de l'échantillon de matériau soumis
au cisaillement. L'étude de caractérisation s'intéresse à l'influence de la déformation en
cisaillement, de la fréquence d'excitation, d'une éventuelle compression permanente, et de
l'historique de chargement subi par l'échantillon sur les courbes contraintes-déformations
et sur les grandeurs de caractérisation définies précédemment. Les moyens à disposition ne
permettaient pas d'étudier l'influence de la température, paramètre pourtant important
pour un matériau amortissant. Tous les essais ont donc été effectués dans un local à
température ambiante contrôlée, en vérifiant la température de l'échantillon avant essai
pour s'assurer qu'elle soit toujours la même.
Ce chapitre décrit toute la phase de caractérisation menée sur le matériau amortissant.
Celle-ci comprenait, dans un premier temps, le développement d'un montage de carac-
térisation simple car le laboratoire ne disposait encore d'aucun dispositif adéquat. Un
protocole expérimental précis a ensuite été défini pour les essais de sélection initiale du
matériau, puis pour ceux de caractérisation complète. Les essais de sélection puis de carac-
térisation à proprement parler sont finalement présentés avec T'analyse de leurs résultats.
3.1 Montage de caractérisation
3.1.1 Cahier des charges
Produits HEVEA, le fournisseur du matériau amortissant, dispose de plusieurs instru-
ments de caractérisation, mais dont les capacités et fonctionnalités ne correspondent pas
tout à fait à notre besoin d'informations sur le matériau pour le dimensionnement des
amortisseurs et la modélisation de leur comportement mécanique. Le laboratoire du CRGP
disposant déjà de plusieurs actionneurs adéquats, il a été décidé de mettre au point un
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Tableau 3.1 - Cahier des charges du montage de caractérisation
Fonction
1 Assurer les fonctions de caractérisation pour des échantillons de dimensions comprises dans
les intervalles : [50 mm; 150mm] x [50 mm; 150 mm] ? [5 mm; 20 mm] (L ? Z ? h).
2 Déformer le matériau en cisaillement pur, composé ou non avec de la compression.
2.1 Permettre la mise en position et le maintien en position adéquats des échantillons pour un
travail en cisaillement pur.
2.2 Permettre des déformations maximales en cisaillement de 150% (soit au maximum ±30
mm de déplacement horizontal), et de 10% en compression (soit au maximum +4 mm de
déplacement vertical étant donné l'architecture choisie des échantillons).
2.3 Déformer les échantillon de façon statique en compression (compression permanente), et
dynamique en cisaillement sur une plage de fréquence de OHz à 15 Hz.
3 Mesurer les efforts et les déformations appliqués en cisaillement et en compression.
montage de caractérisation répondant exactement à notre cahier des charges plutôt que
de faire appel à un industriel extérieur.
Le cahier des charges initialement établi du montage de caractérisation est donné au
tableau 3.1. Les hypothèses suivantes sur les matériaux à caractériser ont été considérées
pour l'établir : comportement viscoélastique idéal et module de cisaillement du matériau
G' = IMPa.
3.1.2 Principe et fonctionnement du montage
Architecture des échantillons
Afin de pouvoir comprimer l'échantillon de façon permanente et le déformer simultané-
ment en cisaillement, une architecture d'échantillon bicouche a été choisie. Les échantillons
consistent ainsi en un sandwich de deux couches de matériau amortissant comprises entre
deux plaques d'acier extérieures et une plaque centrale. Leur architecture est donc très
proche de l'amortisseur viscoélastique typique de la figure 2.1. L'insertion d'une plaque
d'acier centrale au sein de l'échantillon étant assez difficile lors du processus de fabrication,
les échantillons utilisés sont composés de deux demis échantillons identiques, assemblés par
la suite pour former l'échantillon final. L'architecture exacte des échantillons est illustrée
à la figure 3.1, ainsi qu'un des échantillons fabriqués. Un dessin de définition détaillé des
demis échantillons est fourni en annexe A. Chaque demi échantillon est ainsi composé d'un
sandwich acier-matériau amortissant-acier, et les deux demis échantillons sont assemblés a


















(b) vue isométrique (c) Vue de côté
Figure 3.1 - Echantillon de caractérisât ion
du matériau pour ne pas l'endommager par chauffage lors de la soudure.
Montage de caractérisation
La figure 3.2 présente des vues d'ensemble du montage de caractérisation (schéma 3D
SolidWorks et photo du montage final). Le montage repose sur une table robuste et est
placé dans un local annexe au laboratoire principal de structure de l'Université de Sher-
brooke dont la température peut être contrôlée. Les actionneurs principaux du montage
sont deux vérins identiques, MTS 244-22, l'un disposé à l'horizontale pour assurer le travail
de l'échantillon en cisaillement, l'autre à la verticale pour le travail en compression. Les
deux vérins ont une capacité de 10OkN chacun, une amplitude de déplacement permise
de 152.4mm, et peuvent travailler en dynamique sur une plage de fréquence maximum de
0 Hz à 15 Hz. La figure 3.3 présente des vues rapprochées de la partie fonctionnelle du
montage de caractérisation, centrée sur l'échantillon à caractériser. Ces figures illustrent






(a) schéma Solidworks (b) montage final assemblé
Figure 3.2 - Vues générales du montage de caractérisation
du montage. L'échantillon est toujours placé tant que possible de façon que son "centre"
coïncide avec le centre du montage (intersection des lignes d'action des deux vérins). La
plaque d'acier centrale de l'échantillon (constituée des grandes plaques d'acier des deux
demis échantillons assemblés) permet la connexion de l'échantillon au vérin de cisaille-
ment. Cette connexion s'effectue par l'intermédiaire d'une fixation symétrique sur le vérin
dont la hauteur par rapport à la table est ajustable pour s'adapter aux différentes épais-
seurs de matériau et à une éventuelle compression des échantillons. L'effort de cisaillement
est ainsi toujours transmis dans le plan de symétrie de l'échantillon, et ne peut donc pas
créer de moment parasite. Les plaques d'acier extérieures de l'échantillon, plaques supé-
rieures et inférieures, permettent la fixation rigide de ses bases : chacune des plaques est
prise en tenaille, sur les côtés perpendiculaires à la direction de l'effort de cisaillement,
entre deux mâchoires ajustables pour s'adapter à différentes dimensions d'échantillons. Le
montage peut accueillir des échantillons de toutes les dimensions requises dans le cahier
des charges : [50mm; 150mm] x [50mm; 150mm] ? [5mm; 20mm] (Lx/ ? h). Une
fois l'échantillon maintenu en position, le déplacement de la plaque centrale imposé par le
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(a) vue en coupe (schéma Solidworks) (b) échantillon en place et LVDT externe
Figure 3.3 - installation des échantillons dans le montage de caractérisation
couches de matériau amortissant.
Le protocole d'installation de l'échantillon dans le montage est relativement lourd, et la
procédure de démontage /montage des échantillons peut nécessiter jusqu'à 30 minutes de
travail. La procédure est la suivante :
1. Initialisation : vérin vertical totalement rétracté et vérin horizontal à mi-course.
Mesure des dimensions exactes de l'échantillon. Réinitialisation du capteur de force
du vérin vertical.
2. Mise en place de l'échantillon dans le montage en effectuant un préserrage des
connexions de la plaque centrale avec le vérin de cisaillement (un léger jeu doit
être conservé pour les ajustements finaux). Réinitialisation du capteur de force du
vérin horizontal.
3. Compression initiale voulue de l'échantillon grâce au vérin vertical. Initialisation du
capteur de déplacement du vérin vertical au contact du vérin avec l'échantillon.
4. Serrage final des connexions de la plaque centrale au vérin de cisaillement.
5. Serrage des mâchoires pour les plaques d'acier inférieure et supérieure.
6. Réinitialisation des capteurs de déplacement horizontaux.
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Instrumentation, controle et acquisition
Afin de contrôler l'ensemble du montage et tracer les courbes de comportement hys-
térétique du matériau après chaque essai pour en déduire les propriétés viscoélastiques
équivalentes, les efforts et les déplacements verticaux et horizontaux appliqués aux échan-
tillons sont mesurés. Les vérins MTS 244-22 sont directement équipés de cellules de charge
à leur extrémité fournissant les efforts exercés sur l'échantillon. Ils intègrent également des
LVDT mesurant la course de l'arbre du vérin qui correspond théoriquement à la défor-
mation subie par l'échantillon. Le LVDT du vérin vertical a été utilisé directement pour
mesurer la déformation en compression de l'échantillon. Dans le cas du vérin horizontal,
des jeux et de légères déformations ont été constatées dans la connexion de l'échantillon
au vérin, augmentant artificiellement la déformation en cisaillement mesurée pour l'échan-
tillon. Un LVDT extérieur (±25 mm), visible à la figure 3.3b, fixé d'un coté au bâti et de
l'autre à la plaque centrale de l'échantillon, a donc été utilisé pour obtenir une mesure
directe de la déformation réelle en cisaillement.
La figure 3.4 présente l'unité de contrôle du montage de caractérisation. Celle-ci com-
prend un distributeur hydraulique MTS 290 Hydraulic Service Manifold relié aux vérins et
gouverné par un ensemble de trois blocs de contrôle MTS : un générateur de fonction MTS
410.80, et deux consoles de contrôle MTS 458.20 (une pour chaque vérin). Le montage
peut ainsi être piloté en contrôle de force ou en contrôle de déplacement, et envoyer une
excitation sinusoïdale, triangulaire, carrée, ou une simple rampe à l'échantillon. Le nombre
de cycles pour les excitations dynamiques, ou le taux de chargement pour une rampe sont
naturellement contrôlables.
L'acquisition des données mesurées est effectuée par une unité Inter Technology System
6000 - model 6100 connectée à un ordinateur muni du logiciel d'acquisition correspondant
Strain Smart 6000. L'unité d'acquisition est présentée à la figure 3.4c.
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Figure 3.4 - Unités de contrôle et d'acquisition du montage de caractérisation
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3.2 Protocole d'essais
3.2.1 Conditions "normales" d'essai
Chaque essai de carácterisation vise à tracer la caractéristique force - déformation d'une
des couches de matériau amortissant de l'échantillon (courbe d'hystérésis). Les excitations
dynamiques comportent toujours 100 cycles sinusoïdaux en contrôle de déplacement, dont
on utilise les courbes des cycles 50 à 70 (cycles stables) pour déterminer les paramètres
viscoélastiques équivalents à partir des équations (2.15), (2.16) et (2.17). Les variables dont
on étudie l'influence sur le comportement mécanique du caoutchouc varient d'un essai à
l'autre selon l'objectif de l'essai. Une seule variable est modifiée à chaque essai, les autres
conservant des valeurs définissant les conditions normales d'essai :
- Température du matériau T° ~ 24°C (température ambiante du local d'essai),
contrôlée avant chaque essai à la surface de l'échantillon par un thermomètre la-
ser.
- Dimensions normales des échantillons : A = 100 mm ? 100 mm et h = 10 mm.
- Aucune compression initiale.
- Déformation en cisaillement 7 : 20%, 50%, ou 80%.
- Fréquence d'excitation / = 4 Hz, soit une période d'excitation T = 0.25s correspon-
dant à la période du bâtiment expérimental équipé d'amortisseurs, estimée en début
de projet à partir de simulations préliminaires (période obtenue avec des propriétés
hypothétiques du matériau amortissant et un modèle non recalé de la structure).
3.2.2 Etapes de caractérisâtion
La phase expérimentale complète de caractérisation du matériau amortissant s'est ef-
fectuée en trois étape après la fabrication du montage de caractérisation :
Essais de validation du montage
Avant d'effectuer de véritables essais de caractérisation fournissant des valeurs fiables
des paramètres viscoélastiques, une évaluation a été menée pendant une certaine période
sur le montage initial avec un échantillon normal d'un caoutchouc 55 duro1 (caoutchouc
standard du fournisseur). Ces essais ont été effectués par Pierre Hymery, stagiaire au
CRGP, et ont permis de corriger certains défauts de conception du montage. En particulier,
1duro : unité de mesure de la dureté d'un matériau obtenue à partir d'un essai au duromètre. Les
caoutchoucs naturels et leurs dérivés sont très souvent classés entre eux d'après leur dureté, donnant une
idée de la rigidité du matériau.
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l'ajout du LVDT extérieur et des modifications à l'architecture initiale des échantillons ont
été décidés.
Essais de sélection du matériau
Le but était de déterminer dans la gamme de matériaux du fournisseur Produits HE-
VEA lequel était le plus approprié à l'application du projet. Ces essais ont également été
effectués en grande partie par Pierre Hymery, stagiaire au CRGP. Leurs résultats sont
détaillés à la section suivante.
Essais de caractérisation du matériau sélectionné
Le détail du protocole expérimental de la caractérisation complète du matériau choisi
et les résultats obtenus lors de ces essais sont présentés plus loin dans le chapitre. Ces
essais ont été réalisés par Gustavo Henrique Siqueira, étudiant au doctorat au CRGP.
3.2.3 Calcul des paramètres viscoélastiques équivalents
Les paramètres viscoélastiques équivalents obtenus pour chaque essai de caractérisation
sont calculés à partir des équations (2.15) et (2.16) qui ont été redonnées en introduction
du présent chapitre. Comme il a été remarqué dans l'analyse bibliographique du chapitre 2,
d'autres expressions mathématiquement plus logiques sont envisageables pour le calcul de
la rigidité équivalente Keq : meilleure pente moyenne à travers la courbe d'hystérésis, ou
utilisation des valeurs de force correspondant aux maxima de déformation. Cependant, par
soucis de cohérence avec la littérature, l'équation (2.15) a été directement utilisée. Pour de
relativement faibles valeurs d'amortissement (£e9 < 20%), il y a peu de différences entre
les différentes expressions, ce qui est le cas pour le matériau à l'étude. Pour des valeurs
d'amortissement plus élevées, il est conseillé d'utiliser une meilleure approximation que
l'équation (2.15) afin d'avoir un modèle de comportement linéaire plus fidèle à la réalité.
Etant donné l'architecture bicouche des échantillons de caractérisation utilisés, les efforts
de cisaillement F mesurés par la cellule de charge du vérin ont été répartis sur chacune des
couches de matériau proportionnellement à leur rigidité afin d'obtenir la courbe d'hysté-
résis propre à chaque couche. Si les échantillons étaient parfaitement symétriques, l'effort
mesuré serait simplement divisé par deux. Cependant, le procédé de fabrication et l'archi-
tecture même des échantillons suppose nécessairement des différences entre les dimensions
de chaque demi échantillon. Les efforts de cisaillement Fi et F2 subis par les couches
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supérieure et inférieures sont calculés d'après :
' F -4^2 y F1 A1Zi2 + A2H1
(3.1)
A2H1 ^F2 A1Zi2 + A2H1
Une fois obtenue la boucle d'hystérésis propre à une couche unique de matériau, la rigidité
et le module de cisaillement équivalents Keq et Geq peuvent être calculés pour chaque
cycle considéré. L'énergie dissipée lors du cycle correspondant, Eve, est obtenue de l'aire
de la courbe d'hystérésis calculée par la méthode des trapèzes en isolant précisément le
cycle complet. L'équation (2.16) donne ensuite le taux d'amortissement équivalent pour
le cycle considéré. Bien que les essais soient effectuées en contrôle de déplacement, les
maximum et minimum d'élongation imposés sont parfois légèrement différents, et par
conséquent les déformations en cisaillement aussi. Pour le calcul de £e9, on considère donc
la moyenne des énergies de déformation élastiques injectées, ce qui revient à prendre pour
l'équation (2.16) :
t -4- t ¦
{"¦!max) = 5 \ó-¿)
Les valeurs finales de Geq et £e9 sont obtenues pour une moyenne sur 20 cycles. Etant donné
les légères différences qui peuvent exister entre les épaisseurs des couches supérieures et in-
férieures des échantillons, ces dernières ne subissent pas exactement la même déformation
lors d'un essai, alors que les valeurs calculées des paramètres viscoélastiques sont pourtant
identiques. Une déformation moyenne en cisaillement est donc calculée pour la présenta-
tion des résultats afin d'être représentatif de l'essai : pour chaque couche, moyenne des
déformations maximale et minimale (chacune étant issu d'une moyenne sur les 20 cycles
d'étude), puis moyenne des déformations moyennes des deux couches.
3.3 Résultats de carácterisation : sélection du matériau
3.3.1 Critères de sélection
Le fournisseur Produits HEVEA dispose d'une large gamme de matériaux aux proprié-
tés mécaniques diverses, mais non quantifiées précisément. Les premiers essais ont donc
consisté à caractériser dans les conditions normales un échantillon de chaque type de ma-
tériau disponible afin de choisir lequel serait le plus approprié à l'application du projet.
Les critères de sélection appliqués ont été, par ordre d'importance :
1. Taux d'amortissement équivalent maximum, £,eq,max, afin d'optimiser le contrôle
structural.
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2. Module de cisaillement maximum, Geqtmax, afin de réduire le volume de matériau
nécessaire à l'obtention d'une rigidité donnée.
3. Déformation ultime maximale au déchirement du matériau, ("fmax )max, pour assurer
la meilleure tenue du VED aux charges extrêmes. En pratique, ce critère n'a pas
été considéré, car aucun des matériaux testés n'a rompu à la capacité maximale du
montage.
3.3.2 Gamme de matériau
La gamme complète de matériaux de Produits HEVEA est celle donnée ci-après. Les
matériaux sont organisés par dureté croissante, donnant ainsi une indication de la rigidité
relative de chacun :
1. caoutchouc naturel 50 duro (NR50)
2. caoutchouc naturel 55 duro (NR55)
3. caoutchouc naturel 60 duro (NR60)
4. caoutchouc naturel 70 duro (NR70)
5. "neoprène" 0060
6. caoutchouc naturel fibre 80 duro (F80)
Les matériaux NR50, NR55, NR60 et NR70 sont des caouchoucs naturels simples mélangés
à différents additifs lors de leur préparation (en particulier du noir de carbone) qui dopent
les propriétés amortissantes faibles du caoutchouc naturel pur (voir chapitre 2). Ce sont
les proportions de ces additifs qui distinguent chaque matériau. Le caoutchouc naturel
fibre F80 comporte quelques additifs supplémentaires et est enrichi de fibres de nylon le
rendant nettement plus rigide. Le "neoprène" 0060 n'est pas un matériau très noble de la
gamme, car il est constitué d'un mélange de différents caoutchoucs synthétiques provenant
des chutes de divers industriels (fabricants de pneus notament) et que l'on recycle. Par
conséquent sa composition n'est pas contrôlée et ses propriétés peuvent varier énormément
d'un mélange à l'autre. Ce matériau a été testé par curiosité, mais son caractère aléatoire
interdit son utilisation pour le projet.
3.3.3 Résultats de caractérisâtion
Afin de comparer les propriétés mécaniques des six matériaux énumérés précédemment,
un échantillon normal (100 mm x 100 mm x 10 mm) de chaque matériau a été testé en
cisaillement dans des conditions proches des conditions normales définies à la section pré-
cédente : excitations sinusoïdales à 3 Hz et 4 Hz à des déformations en cisaillement de
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10%, 20%, 30%, 40%, et 50%, à la température normale, et sans compression initiale. Les
matériaux NR55 et neoprène 0060 ont été testés jusqu'à 100% de déformation, mais étant
donné la durée des essais à grandes déformations (le temps de refroidissement du matériau
est alors de l'ordre de 20 minutes entre chaque essai) les essais ont été limités à 50% de
déformations en cisaillement pour les autres matériaux. Ces données sont bien suffisantes
pour effectuer un simple choix comparatif des matériaux.
La figure 3.5 compare les courbes d'hystérésis obtenues pour chacun des matériaux pour
les essais à 4 Hz et 20% de déformation, illustrant ainsi les différences comportementales
liées aux différences de propriétés viscoélastiques équivalentes. Les figures 3.6a et 3.6b
comparent l'évolution des paramètres viscoélastiques équivalents des différents matériaux,
respectivement Geq et £eg> en fonction de la déformation en cisaillement pour l'ensemble
des essais à 4 Hz. Les valeurs numériques sont présentés aux tableaux 3.2a et 3.2b pour
les essais jusqu'à 50% de déformation. On observe une forte dépendance, décroissante,
des deux paramètres viscoélastiques équivalents avec la déformation en cisaillement. Cette
dégradation avec la déformation est très importante concernant le module de cisaillement
et est nettement plus marquée pour les matériaux les plus rigides (23% de perte de module
pour le NR50, et jusqu'à 52% et 47% de perte pour les 0060 et F80 entre 10% et 50% de
déformation). On observe la même évolution pour le taux d'amortissement, mais beaucoup
Tableau 3.2 - Comparaison des propriétés viscoélastiques équivalentes des matériaux
(a) Module de cisaillement Geq (MPa)
7 NR50 NR55 NR60 NR70 0060 F80
10% 0.678 1.048 1.115 1.547 1.928 2.987
20% 0.612 0.905 0.914 1.270 1.439 2.270
30% 0.570 0.798 0.810 1.114 1.188 1.919
40% 0.542 0.715 0.759 1.031 1.022 1.704
50% 0.520 0.575 0.719 0.982 0.927 1.580
(b) Taux d'amortissement £eq (%)
7 NR50 NR55 NR60 NR70 0060 F80
10% 9.15 13.18 14.92 14.36 19.54 15.42
20% 8.72 11.18 12.44 12.59 17.42 14.97
30% 7.66 10.22 11.18 11.57 15.95 13.96
40% 7.51 9.87 10.91 10.74 14.85 13.14
50% 7.13 9.45 9.82 9.72 14.30 12.20
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moins prononcée (entre 20% et 30% de perte au maximum). La dépendance des propriétés
avec la déformation en cisaillement sera étudiée plus en détail à la section suivante pour le
matériau sélectionné. On retrouve bien le classement attendu des matériaux en terme de
rigidités relatives : à fréquence et déformation identiques, le matériau le moins rigide est
le NR50 et le plus rigide le matériau fibre F80. On retrouve les ordres de grandeur usuels
de la littérature pour le module de cisaillement à 50% de déformation, soit entre 0.5 MPa
et 1 MPa. Seul le F80 (et dans une moindre mesure le 0060) se démarque avec une rigidité
très nettement supérieur à tous les autres matériaux : plus d'une fois et demie le module
de cisaillement du second matériau le plus rigide, le 0060, à toutes les déformations. Les
différences entre les taux d'amortissement des différents matériaux sont moins pronon-
cées que celles du module de cisaillement. Le même classement relatif des matériaux s'y
retrouve cepedant, à l'exception des deux matériaux les plus rigides : le 0060 a un taux
d'amortissement de 10% à 15% supérieur à celui du F80. Ces taux d'amortissement restent
dans les ordres de grandeur observés dans la littérature, mais sont malgré tout assez faibles
pour des applications d'amortissement structural en comparaison de certains caoutchouc
artificiels développés spécifiquement à cette fin (néoprènes 3M par exemple).
3.3.4 Choix du matériau
Considérant les critères de sélection du matériau du projet énoncés en début de section,
ainsi que les résultats présentés précédemment, le choix le plus pertinent pour l'application
de contrôle structural semblerait être le "neoprène" 0060 : les essais ont montré qu'il
était le matériau aux capacités dissipatrices d'énergie les meilleures et avait une rigidité
assez élevée. Malheureusement, comme indiqué plus haut, ce matériau - et les résultats
précédents de sa caractérisation - ne peuvent être considérés suffisamment fiables étant
donné son processus de fabrication non contrôlé. Le second choix le plus pertinent se porte
alors tout naturellement sur le caoutchouc naturel fibre F80, de loin le plus rigide et au
taux d'amortissement supérieur aux autres caoutchoucs naturels.
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Figure 3.6 - Paramètres viscoélastiques équivalents des six matériaux (4 Hz)
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3.4 Résultats de caractérisation : caoutchouc naturel
fibre F-80
3.4.1 Protocole de caractérisation
Suite au choix du caoutchouc fibre F80 comme matériau amortissant des VED, sept
nouveaux échantillons (numérotés Cl-I à C 1-7) ont été fabriqués. Deux échantillons avaient
déjà été fabriqués pour la phase de caractérisation (numérotés S5-1, duquel proviennent
les résultats de caractérisation pour la sélection du matériau, et S5-2, encore inutilisé à ce
stade de la caractérisation). Au total, 9 échantillons ont donc été considérés pour l'étude
du matériau. Ces échantillons sont tous des échantillons aux dimensions normales, telles
que définies sur le dessin de l'annexe A.
L'objectif de la caractérisation présentée dans ce paragraphe n'est pas nécessairement
d'obtenir une connaissance exhaustive du matériau, mais seulement d'obtenir des informa-
tions suffisantes pour le dimensionnement des amortisseurs du projet et leur modélisation.
Cela explique que certains aspects, à approfondir ultérieurement, n'aient pas été plei-
nement étudiés comme il sera souligné en fin de chapitre. Afin d'obtenir des valeurs de
paramètres viscoélastiques équivalents utilisables dans des modèles et un design, il est
nécessaire de déterminer l'influence des variables suivantes dans les plages utiles du génie
civil :
- déformation en cisaillement 7 : 5%, 10%, 15%, 20%, 30%, 40%, 50%, 60%, 70%, 80%, 90%, 100%.
- fréquence d'excitation / : 0.5 Hz, IHz, 1.5 Hz, 2 Hz, 3 Hz, 4 Hz, 5 Hz, 6 Hz.
- compression initiale ec : 0%, 5%, 10%. L'intérêt de cette compression initiale est de
déterminer si une précontrainte imposée à l'amortisseur permettrait d'en améliorer
les propriétés amortissantes.
- dispersion des résultats entre des essais identiques sur un même échantillon, et entre
des essais identiques sur des échantillons différents. Le but est de déterminer une
plage d'incertitude sur les valeurs de caractérisation utilisées dans le dimensionne-
ment.
Une seule variable est étudiée à la fois, toutes les autres prenant alors leurs valeurs normales
définies plus tôt dans le chapitre. A ces variables s'est ajouté en plein coeur d'étude un
autre facteur, suite aux premières observations : l'influence de l'historique de chargement
subi par le matériau, référencée dans l'étude bibliograpique du chapitre 2 sous le nom de
scragging. Ce facteur n'a pas été relevé immédiatement dans l'étude bibliographique, et n'a
été constaté que lors de l'étude de caractérisation. Celle-ci a par conséquent été perturbée,
et le protocole d'étude prédéfini a dû être modifié. De nouveaux essais ont été ajoutés en
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conséquence, mais la comparaison de certains échantillons déjà testés qui n'avaient pas
subi le même historique de chargement a été rendue impossible.
Le protocole de caractérisation final détaillé est présenté à l'annexe B. Les échantillons
S5-2, Cl-2 et C 1-7 ont servi à l'étude d'influence précise de la déformation en cisaillement,
de la fréquence, et de la compression (selon les plages définies au-dessus). Suite à ces essais,
l'influence de l'historique de chargement a été détectée, et des essais ont été ajoutés sur
l'échantillon Cl-7. L'échantillon Cl-4 a servi à l'étude plus complète du phénomène. La
raison d'être de tous les échantillons restant (Cl-I, Cl-3, Cl-5 et Cl-6) était de multiplier
le nombre de valeurs expérimentales aux conditions normales d'essai pour étudier la dis-
persion des résultats d'un échantillon à l'autre. L'échantillon Cl-6 a aussi été utilisé pour
étudier la dispersion des résultats sur un même échantillon.
Les échantillons S5-1 et S5-2 fabriqués pour les essais de sélection du matériau pro-
viennent d'un lot de caoutchouc F80 différent de celui des échantillons Cl-I à Cl-7 (dates
de fabrication différentes). Des différences sont apparues lors des essais de caractérisation
entre ces deux lots (voir paragraphe suivant) rendant les échantillons incomparables d'un
lot à l'autre. On distinguera donc dans les résultats le lot 1 des échantillons de sélec-
tion et le lot 2 des échantillons de caractérisation. Après consultation du fournisseur des
échantillons sur son processus de fabrication, il est apparu que les orientations des couches
de fibre enrichissant le matériau des deux lots d'échantillons étaient différentes (toutes
dans la direction principale pour le lot 2, et des couches croisées pour le lot 1). Une autre
distinction sera effectuée dans les résultats en rapport avec l'historique des échantillons :
on distinguera les échantillons vierges qui n'ont jamais subi auparavant de déformations
plus importantes que celle de l'essai considéré, et les échantillons déformés qui ont tous
été déformés à des valeurs d'au moins 80% avant l'essai considéré. Trois séries de résultats
apparaissent donc d'après les essais effectués : lot 1 vierge, lot 2 vierge, et lot 2 déformé.
L'accent sera mis sur les résultats du lot 2 vierge dont les résultats sont ceux utilisés dans
la suite du projet.
3.4.2 Influence de la déformation en cisaillement
La figure 3.7 présente les courbes d'hystérésis superposées, à 4 Hz, de l'échantillon Cl-7
pour 5%, 20%, 50% et 80% de déformation en cisaillement (matériau vierge). Ces courbes
illustrent le type de comportement hystérétique du matériau F80, ainsi que son évolu-
tion avec la déformation. Les figures 3.8a et 3.8b montrent l'évolution des paramètres
viscoélastiques équivalents en fonction de la déformation et pour les trois séries définies
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Figure 3.7 - Comportement hystérétique du matériau F80 (4 Hz)
précédemment. Les points de tous les essais de caractérisation disponibles pour un lot
donné figurent sur le graphique. Une courbe de tendance a été recherchée pour chacun
des lots et des paramètres, et traverse le nuage de points du graphique. La meilleure loi
trouvée pour les deux paramètres correspond bien à une évolution en puissance négative
de la déformation en cisaillement, conformément à la littérature (chapitre 2). Les lois sont
les suivantes, accompagnées entre parenthèses du coefficient de corrélation R2 :
Ge9(T) = LlM7-0-4494 (MPa) (R2 = 0.99)
lot 1 vierge
lot 2 vierge
lot 2 déformé :
&,(7) = 11.49 7-0.1208
Geg(j) = 1.566 7-0.4618
(%) (R? = 0.91)
(MPa) (R2 = 0.99)
&,(7) = 9.76 7
Ge9(Ct) = 1.505 7
-0.1194
-0.3642
(%) (R2 = 0.89)




&,(7) = 9.97 7-°1647 (%) (R2 = 0.90)
Le coefficient de corrélation R2 indique que les lois expérimentales proposées semblent
très précises pour le module de cisaillement équivalent (R2 ~ 0.99) mais un peu plus
approximatives pour le taux d'amortissement (R2 ~ 0.90).
Les courbes et les lois confirment les observations déjà effectuées lors des essais de
sélection : une forte dépendance, décroissante, des paramètres viscoélastiques équivalents
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Figure 3.8 - Influence de la déformation en cisaillement sur les propriétés du F80 (4 Hz)
avec la déformation en cisaillement, très sévère pour le module de cisaillement et plus
douce pour le taux d'amortissement. On remarque, pour les deux paramètres, que même
si les courbes des trois séries ont des niveaux différents, leur évolution avec la déformation
est très semblable (les exposants des lois ont tous des valeurs très proches). On remarque
sur les courbes que l'essentiel de la dégradation des propriétés mécaniques a lieu aux petite
déformations sur une plage d'environ [0%, 30%] : respectivement 55% et 19% de perte sur
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Geq et £eg entre 5% et 30% de déformation, contre 42% et 13% sur le reste de la plage (pour
le lot 2 vierge). Il s'agit d'un point particulièrement important puisqu'il justifie la volonté
d'avoir idéalement un point de fonctionnement des amortisseurs aux faibles déformations
pour optimiser les performances de contrôle. C'est dans cette logique que s'effectue le
dimensionnement des VED au chapitre 6.
Les figures 3.8a et 3.8b mettent en évidence les différences importantes de propriétés
mécaniques qui peuvent exister entre deux lots de caoutchouc F80 fabriqués à des dates
différentes : on constate en effet une réduction moyenne de 30% de la rigidité et une aug-
mentation moyenne de 18% de l'amortissement entre les lots vierges 1 et 2. Ces disparités
s'expliquent essentiellement par les différences d'orientation des fibres lors de la fabrica-
tion des échantillons. Cependant, le problème de la disparité des résultats entre des lots de
fabrication différents (même orientation des fibres, mais dates différentes de malaxage du
caoutchouc) mériterait probablement une attention supplémentaire par comparaison des
résultats de caractérisation sur plusieurs autres lots de F80. Une telle étude permettrait
de s'assurer de la stabilité des caractéristiques du matériau d'un mélange à l'autre.
3.4.3 Influence de la fréquence
Des essais ont été menés sur les échantillons S5-2, Cl-2 et Cl-7 pour l'étude de l'influence
de la fréquence d'excitation sur les paramètres viscoélastiques équivalents du F80. Chaque
échantillon correspondait à une des trois série définies auparavant. Les figures 3.9a et
3.9b présentent les résultats des essais menés à 20%, 50%, et 80% de déformation sur
l'échantillon Cl-2 (lot 2 vierge). Les fréquences étudiées ont été limitées à un domaine
de 0.5 Hz à 6 Hz dans lequel se trouve l'essentiel des applications du génie civil, et dans
lequel une estimation numérique préliminaire plaçait l'application du projet. Comme pour
l'étude de la déformation en cisaillement, des courbes de tendance ont été recherchées pour
l'effet de la fréquence. Lorsque la fréquence a une influence suffisante, les meilleures lois
expérimentales trouvées sont bien en forme de puissance positives de la fréquence comme
souvent référencé dans la littérature (chapitre 2). Les lois expérimentales pour le lot 2
vierge sont :
Geq(f) = 3.322 /00437 (MPa)
déformation 20%: { (3.6)
&,(/) = 12.23 /00399 (%)
déformation 50% : <
f Ge9(Z) = 2.211 (MPa)
(3.7)
[ Uf) = 10-20 z00605 (%)
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G Ge9(Z) = 1.782 (MPa)
déformation 80% : < (3.8)
{ UZ) = 9-35 ?0"0617 (%)
On remarque que sur les plages de fréquence étroites du génie civil (en général entre
0.5 Hz et 5 Hz pour les bâtiments, soit des périodes propres comprises entre 0.2s et 2s),
la fréquence a très peu d'influence sur les deux paramètres viscoélastiques équivalents
(exposants de la fréquence proches de zéro dans les lois). Cette influence est très petite,
mais existante, pour le module de cisaillement aux faibles déformations (ici 20%). Elle
devient nulle avec l'augmentation de la déformation (50% et 80%). La tendance est inversée
pour le taux d'amortissement, où l'influence de la fréquence augmente légèrement avec
des déformations en cisaillement plus élevées. La légère augmentation constatée des deux
paramètres équivalents avec la fréquence a lieu essentiellement dans la plage [OHz, 4 Hz]
au delà de laquelle se situe l'application du projet. A toute fin pratique, on considérera
donc Geq et ?eq constants avec la fréquence pour le dimensionnement et la modélisation
des amortisseurs (les valeurs à 4Hz seront utilisées).
3.4.4 Influence de la compression initiale
Le protocole expérimental initial pour la détermination de l'influence d'une compression
prévoyait les essais à 0%, 5% et 10% de compression des échantillons S5-2, Cl-2 et Cl-7
(aux trois valeurs normales de déformation en cisaillement). La comparaison des résultats
sur ces trois échantillons aurait dû suffir à tirer des conclusions quant à l'intérêt d'une
précontrainte de compression sur les amortisseurs. Mais la découverte d'une influence de
l'historique de chargement des échantillons a rendu impossible la comparaison de l'essentiel
des essais de caractérisation menés : les résultats des essais sans compression avaient été
repris des essais d'influence de la déformation en cisaillement ou de la fréquence (donc pour
un matériau vierge), tandis que les essais avec une compression donnée ont été effectués
en dernier (donc pour un matériau déjà déformé). Seul l'échantillon Cl-7 (lot 2 déformé)
pour lequel des essais ont été repris et ajoutés pour étudier l'influence de l'historique de
chargement fournit des résultats suffisant pour avoir une idée de l'effet de la compression.
En particulier, un essai à 2.5% de compression a été ajouté. Les résultats de ces essais sont
donnés aux tableaux 3.3a et 3.3b. On note une tendance de la compression à augmenter
légèrement le module de cisaillement équivalent, et cette influence semble être plus marquée
aux grandes déformations qu'aux petites : entre 2.5% et 10% de compression, on note 11%
d'augmentation de rigidité pour les essais à 20% de cisaillement, et 16% d'augmentation
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Figure 3.9 - Influence de la fréquence d'excitation sur les propriétés du F80
sismique où les isolateurs en caoutchouc naturel sont soumis aux fortes charges verticales
des bâtiments. L'influence de la compression sur l'amortissement mesuré ne semble, elle,
pas significative.
Les résultats précédents nécessiteraient évidemment une investigation plus poussée et
surtout des essais bien plus nombreux pour tirer des conclusions fiables. Cependant, ces
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Tableau 3.3 - Influence de la compression (échantillon Cl-7, lot 2 déformé)
(a) Module de cisaillement Geq (MPa)
7C 0% 2~5% 5% 10%
cisaillement 20% 2.624 2.586 2.746 2.870
cisaillement 50% 1.763 1.847 2.045
cisaillement 80% 1.574 1.670 1.815
(b) Taux d'amortissement £eq (%)
sc 0% 2.5% 5% 10%
cisaillement 20% 14.08 13.76 14.15 14.52
cisaillement 50% 12.28 12.80 12.64
cisaillement 80% 10.26 10.71 10.93
premiers résultats ne semblent pas indiquer un grand intérêt à l'ajout d'une précontrainte
de compression artifcielle au moment de l'installation des amortisseurs. De plus les charges
nécessaires pour atteindre des compressions significatives sont très élevées : pour 10% de
compression, le vérin vertical de 10OkN était à capacité maximale.
3.4.5 Influence de l'historique de chargement
Suite aux essais menés sur les échantillons S5-2, Cl-2 et Cl-7 pour l'étude d'influence de
la déformation en cisaillement, de la fréquence d'excitation, et de la compression, l'analyse
des premiers résultats a dévoilé d'importantes différences entre les échantillons vierges de
tout essai à grande déformation et les échantillons déjà excités à des déformations im-
portantes. Cette dépendance des paramètres viscoélastiques équivalents avec l'historique
de chargement prend le nom de scragging dans la littérature. Elle a ensuite été prise en
compte avec la distinction des résultats des essais sur des matériaux "vierges" (jamais dé-
formés à des valeurs supérieures à celle de l'essai en cours) et sur des matériaux "déformés"
(déjà déformés à au moins 80%). Le protocole expérimental a été ajusté en conséquence
afin d'obtenir des informations sur les échantillons restant dans leur état vierge et déformé,
mais les essais manquant sur les trois premiers échantillons n'ont pas été repris par manque
de temps.
Les points et courbes de tendance du lot 2 vierge et du lot 2 déformé des figures 3.8a
et 3.8b illustrent très clairement l'influence de l'historique de chargement sur les proprié-
tés mécaniques du F80 : une réduction importante de la rigidité et un gain significatif
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Tableau 3.4 - Influence de l'historique de chargement (4 Hz) sur le lot 2 : passage d'un
matériau vierge à un matériau déformé
7 5% 10% 15% 20% 30% 40% 50% 60% 70% 80% 90% 100%
Geq (%) -28.3 -23.3 -20.2 -17.9 -14.6 -12.1 -10.2 -8.6 -7.2 -6.0 -4.9 -3.9
£eg (%) +17.0 +13.4 +11.3 +9.9 +7.9 +6.5 +5.4 +4.5 +3.8 +3.2 +2.6 +2.2
d'amortissement après une grande déformation préalable. Cette influence de l'historique
de chargement peut se justifier par la cassure, voire la plastification, de certaines liai-
sons internes au matériau après avoir subi une déformation importante. Dans le cas du
matériau F-80 choisi, le phénomène est amplifié, selon toute vraisemblance, par le compor-
tement mécanique des fibres ajoutées au F80. Le tableau 3.4 donne la réduction de rigidité
et l'augmentation d'amortissement calculé sur le lot 2 en passant du matériau vierge au
matériau déformé en fonction de la déformation en cisaillement. Le phénomène est très
prononcé aux faibles déformations, et reste significatif jusqu'à environ 70% ou 80% de
déformation pour le module de cisaillement et jusqu'à environ 40% ou 50% de déforma-
tion pour le taux d'amortissement. Cette remarque est très importante compte tenu de
la volonté de faire fonctionner les amortisseurs du projet à des faibles déformations. Les
différences s'estompent naturellement aux grandes déformations pour lesquelles il devient
difficile de faire la distinction entre un matériau "vierge" ou "déformé". Il est donc conve-
nable de considérer qu'à partir de 80% de déformation le matériau est toujours dans son
état "déformé".
Le phénomène de dépendance à l'historique de chargement a été étudié plus en détail
sur l'échantillon Cl-4 (lot 2, initialement vierge). L'objectif était en particulier de déter-
miner pour des déformations en cisaillement de 5%, 20% et 50% la déformation préalable
nécessaire pour considérer le matériau dans son état déformé. Pour cela, l'échantillon a
été soumis à un historique de chargement itératif : toute la plage de déformation définie
pour l'étude de la déformation en cisaillement a été balayée, et les essais à 5%, 20% et
50% de déformation ont été répétés immédiatement après tout nouvel essai de caractéri-
sation à une déformation supérieure (par exemple, les essais à 50% ont été répétés après
ceux à 60%, 70%, et 80%). Le récapitulatif des essais et de leurs résultats est donné aux
tableaux 3.5a et 3.5b. Les figures 3.10a et 3.10b présentent graphiquement l'évolution des
propriétés viscoélastiques à 5%, 20% et 50% de cisaillement en fonction de la déformation
subie auparavant. On remarque que les propriétés mécaniques à 5% de cisaillement se sta-
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bilisent après avoir subi une déformation préalable d'environ 50%. Les propriétés à 20%,
elles, deviennent stables après des déformations préalables d'environ 50% pour l'amortis-
sement et 70% pour le module de cisaillement. Les propriétés à 50% de cisaillement cessent
d'évoluer, elles, après environ 70% de déformation préalable. Les séries de points des deux
graphiques, rigidité et amortissement, à 5% et 20% de déformation présentent deux points
singuliers. Ils correspondent à des mesures effectuées après une déformation préalable de
50% et un repos d'environ 12 heures laissé au matériau. On note après ce repos une ré-
cupération partielle des propriétés vierges du matériau. Le phénomène de dépendance des
propriétés à l'historique de chargement semble donc être réversible comme l'ont souligné
Dall'Asta et Ragni dans une étude portant sur l'effet Mullins [16]. Une étude plus poussée
du phénomène devrait désormais s'intéresser au délai nécessaire à une récupération totale
des propriétés vierges, si cela est possible.
Dans la suite du projet, le dimensionnement des amortisseurs sera effectué à partir
des propriétés viscoélastiques équivalentes du lot 2 pour un matériau vierge (suivant la
loi expérimentale (3.4)). Dans la pratique, les amortisseurs ne devraient en effet avoir
subi aucune déformation importante avant de subir un séisme, et on peut supposer que
le matériau aura recouvert toutes ses propriétés d'origine entre deux séismes. De plus le
Tableau 3.5 - Influence de l'historique de chargement (échantillon C 1-4)
(a) Module de cisaillement Geq (MPa)
Déformations antérieures
7 5% 20% 30% 40% 50%t 50% 60% 70% 80% 100%
cisaillement 5% 5.860 5.121 4.814 5.314 4.726 4.770 4.766 4.825 4.638
cisaillement 20% 3.494 3.123 2.892 3.005 2.880 2.816 2.696 2.761 2.643
cisaillement 50% 2.269 2.084 1.958- 1.928
t Matériau laissé au repos 12h.
(b) Taux d'amortissement £eg (%)
Déformations antérieures
7 5% 20% 30% 40% 50%+ 50% 60% 70% 80% 100%
cisaillement 5% 15.21 15.77 15.94 15.05 16.05 16.16 15.51 15.54 15.27
cisaillement 20% 11.93 13.07 13.32 13.38 13.34 13.52 13.44 13.24 13.50
cisaillement 50% ^ 10.46 11.32 11.68 11.36
+ Matériau laissé au repos 12h.
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dimensionnement des amortisseurs effectué au chapitre 6 se base sur les propriétés du
matériau à la déformation maximale en cisaillement attendue. Le matériau ne devrait
donc jamais avoir à subir de déformations plus importantes qui pourraient lui conférer des
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Figure 3.10 - Influence de l'historique de chargement sur les propriétés du F80 (échantillon
Cl-4,4Hz)
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3.4.6 Dispersion des résultats expérimentaux
A partir de l'ensemble des essais caractérisation disponibles pour le lot 2 vierge, la dis-
persion des résultats a été étudiée. Le premier élément étudié est la dispersion des résultats
issus d'échantillons différents pour un essai donné (4 Hz pour une certaine déformation en
cisaillement) autour des lois expérimentales de dépendance avec la déformation de l'équa-
tion (3.4) (équation utilisée pour le dimensionnement des amortisseurs). Le tableau 3.6
présente l'écart-type sur Geq et Ç,eq, et sa proportion par rapport à la valeur théorique
de l'équation (3.4) pour les essais à 5%, 20%, 50% et 80% de cisaillement (seuls les dé-
formations disposant de plus que 5 valeurs d'essais ont été considérées afin d'avoir une
étude statistique sensée). On obtient ainsi une plage d'incertitude sur les paramètres vis-
coélastiques utilisés pour le dimensionnement. On observe que l'écart type est relativement
important aux très faibles déformations avec environ 7% d'écart sur la rigidité et l'amor-
tissement. L'écart chute ensuite très rapidement et dés 20% de cisaillement l'intervalle de
confiance sur les lois expérimentales devient très étroit, aux alentours de 2% (cependant
encore 4.80% d'écart sur l'amortissement à 20% de déformation).
Un second point d'intérêt porte sur la dispersion des résultats de caractérisation pour
des essais identiques répétés sur le même échantillon afin de vérifier la répétabilité des
essais et de leurs résultats. Les essais à 4 Hz à des déformations de 5%, 10%, 15% et 20%
ont été répétés trois fois consécutives sur l'échantillon Cl-6 dans son état vierge puis dans
son état déformé (après une déformation de 80%). Les tableaux 3.7a et 3.7b présentent les
résultats des essais répétés ainsi que leur écart-type pour l'échantillon vierge. A toutes les
déformations, les écarts à la moyenne sont inférieurs à 2%, validant la bonne répétabilité
des essais.
Tableau 3.6 - Dispersion des résultats autour de la loi expérimentale (lot 2 vierge)
Geq Seg
7 nb essais écart-type (MPa) %th écart-type (%) %th
cisaillement 5% 6 0.518 7.58% 0.97 6.78%
cisaillement 20% 7 0.068 1.96% 0.57 4.79%
cisaillement 50% 6 0.039 1.75% 0.25 2.31%
cisaillement 80% 6 0.040 2.23% 0.24 2.42%
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Tableau 3.7 - Dispersion des résultats sur une répétition d'essais (échantillon Cl-6)
(a) Module de cisaillement Geq (MPa)
7 essai 1 essai 2 essai 3 moyenne écart-type %moyenne
cisaillement 5% 6.758 6.743 6.734 6.745 0.010 0.14%
cisaillement 10% 5.003 4.923 -4.851 4.926 0.062 1.26%
cisaillement 15% 3.983 3.974 3.947 3.968 0.015 0.38%
cisaillement 20% 3.515 3.471 3.470 3.485 0.021 0.61%
(b) Taux d'amortissement £eq (%)
7 essai 1 essai 2 essai 3 moyenne écart-type %moyenne
cisaillement 5% 13.28 13.23 13.55 13.35 0.14 1.02%
cisaillement 10% 12.66 12.47 13.07 12.73 0.25 1.96%
cisaillement 15% 12.26 12.34 12.22 12.27 0.05 0.39%
cisaillement 20% 11.51 11.46 11.88 11.61 0.19 1.60%
3.4.7 Résistance du F80 au déchirement
Le protocole expérimental initial de caractérisation prévoyait des essais destructifs quasi
statiques de l'ensemble des échantillons. Les échantillons devaient être soumis à une rampe
de déplacement lente jusqu'à rupture. Cependant le caoutchouc fibre F80 s'est avéré plus
résistant que la capacité maximale du montage de sorte qu'aucun échantillon n'a même pu
être endommagé. Sans fournir la limite recherchée de déformation à la rupture, ces essais
fournissent malgré tout une information utile pour le dimensionnement, à savoir une borne
inférieure à la contrainte de cisaillement maximale applicable, amax. La capacité maximale
du vérin atteinte étant de 9OkN et les échantillons testés ayant tous des dimensions de
100 mm x 100 mm x 10 mm, on peut très simplement estimer :
<W>4.5MPa (3.9)
3.4.8 Limitations de l'étude de caractérisation
Des aspects de la caractérisation présentée dans ce chapitre resteraient encore à explorer
ou à approfondir, si une connaissance plus exhaustive des dépendances du matériau était
requise :
1. une étude d'influence des dimensions des échantillons, en particulier du volume de
matériau, serait intéressante.
2. une étude approfondie du phénomène de dépendance à l'historique de chargement,
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en particulier sur la capacité du matériau à récupérer ses propriétés à l'état vierge.
3. une étude statistique de la dispersion des propriétés viscoélastiques équivalentes
obtenues entre un grand nombre d'échantillons issus de lots fabriqués à des moments
différents. Le but serait d'avoir une plage de valeurs et d'incertitudes connues sur
les propriétés du matériau, sans avoir à caractériser systématiquement tout nouveau
lot fabriqué.
4. une étude plus poussée de l'influence de la compression.
5. une étude de l'importance de l'effet Mullins (chapitre 2). Cet effet n'a pas pu être
observé dans la présente étude du fait du protocole expérimental et de l'obliga-
tion d'exciter un peu l'échantillon avant l'enregistrement des données pour effectuer
des réglages. Plusieurs auteurs insistent sur l'importance de cet effet pour l'obten-




Montage expérimental : bâtiment de
trois étages sur table vibrante
Le système de contrôle structural à base d'amortisseurs en caoutchouc naturel étudié
dans le projet a été testé expérimentalement au laboratoire de structures de l'Université
de Sherbrooke. La structure d'accueil choisie est un bâtiment en acier de trois étages
contreventé par chevrons concentriques, installé sur la table vibrante du laboratoire, et
soumis à des excitations harmoniques et sismiques. Afin de s'adapter aux dimensions en
plan de la table sismique et à la hauteur sous plafond disponible dans le laboratoire, le
bâtiment est constitué de seulement deux cadres contreventés en parallèle mis à l'échelle
1/3. Comme il sera détaillé ultérieurement dans ce chapitre, la mise à l'échelle de la
structure n'a été que partielle, car une mise à l'échelle exacte est une tâche extrêmement
ardue.
Le bâtiment expérimental a d'abord été testé sans, puis avec des amortisseurs modifiant
intégralement son système de reprise des efforts latéraux (SFRS). Dans sa configuration
sans amortisseur, la structure est un simple cadre en acier multiétagé contreventé par
chevrons, comme il s'en fait de plus en plus au Canada pour des bâtiments de faibles et
moyennes hauteurs. Ce type de SFRS est la référence de l'étude choisie pour la comparaison
des réponses structurales obtenues avec les amortisseurs et pour évaluer les performances
de contrôle de l'application du projet. Il est important de noter que, dans le projet, le
SFRS est totalement modifié par l'introduction des amortisseurs. Par conséquent, n'im-
porte quel choix de SFRS classique aurait pu se justifier comme référence, y compris un
cadre rigide en acier. Cependant, comme les contreventements par chevrons présentent
des similitudes architecturales évidentes avec le système de contrôle proposé (la disposi-
tion des contreventements en chevron permet notamment un gain d'espace important), ils
ont été naturellement choisis pour référence d'étude. La similitude architecturale est un
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argument important, car dans le cadre d'une réhabilitation sismique l'insertion du sys-
tème de contrôle proposé au sommet de simples chevrons concentriques déjà existant ne
nécessiterait que très peu d'ouvrage^
Ce chapitre a pour objectif de décrire précisément le montage expérimental utilisé dans
le projet. La première section présente la table vibrante et ses caractéristiques principales.
La structure expérimentale de référence (sans amortisseur) est ensuite présentée, ainsi que
la problématique de sa mise à l'échelle. Les grandes lignes de principe de son dimension-
nement à la capacité sont données, respectant le Code National du Bâtiment du Canada
2005. La section suivante détaille l'instrumentation utilisée pour les essais sismiques et
pour ceux d'analyse modale. Enfin, l'architecture des amortisseurs et les modifications à
la structure et à l'instrumentation pour l'intégration du système de contrôle concluent le
chapitre.
4.1 Table vibrante de l'Université de Sherbrooke
La table vibrante, ou table sismique, du laboratoire de structures de l'Université de
Sherbrooke a été utilisée pour exciter à sa base le bâtiment expérimental du projet, soit
par bruit blanc, excitation harmonique ou excitations sismiques issues d'accélérogrammes
enregistrés ou artificiels. Une vue générale de la table est présentée à la figure 4.1. Il s'agit
d'une table vibrante uniaxiale de fabrication MTS et dont les spécifications principales
sont données au tableau 4.1. Il est important de souligner les quelques limitations du
matériel avec lesquelles il a fallu composer pour dimensionner la structure et effectuer les
essais. La structure expérimentale ne devait pas excéder une masse totale de 10000 kg, ce
qui a rendu délicate l'obtention d'une période fondamentale du bâtiment conforme aux
périodes de bâtiments réels pour le facteur d'échelle choisi. Le contenu fréquentiel des
excitations est limité à 40 Hz, rendant impossible la détection des modes de la structure
expérimentale sous vibrations forcées au delà de cette fréquence de coupure. La limitation
des déplacements maximum à ±200 mm est une limite physique à laquelle il a toujours
fallu faire très attention, car au delà de cette limite la table heurte la fondation en béton
(protégée tout de même par des caoutchoucs). La limitation la plus contraignante et la
plus délicate à gérer est celle du moment de renversement qui ne doit jamais excéder
294.3 kNm (30 tonne.mètre) pour ne pas endommager les roulements sur laquelle la table
repose et qui assurent son déplacement quasiment sans friction. En pratique, cette limite
s'est avérée le maillon faible du montage car d'après les calculs de dimensionnement la
structure expérimentale est capable de générer un tel moment de renversement avant même
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Figure 4.1 - Table vibrante de l'Université de Sherbrooke
le flambement du contreventement en compression du premier étage. Tous les essais, qui ne
devaient de toute façon pas courir le risque de plastifier ou flamber la structure, ont donc
été effectués à des intensités d'excitation permettant de rester en dessous du moment de
renversement maximum autorisé. Les simulations numériques ont été utilisées comme outil
de prédiction des intensités maximales permises, et les essais ont toujours été effectués par
intensités graduelles pour valider ces prédictions au fur et à mesure.
En dehors de la table elle-même, munie de trous d'ancrage pour la fixation de la struc-
ture, d'un accéléromètre, et des roulements sur rails qui la supportent, les autres organes
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principaux du simulateur sismique sont le vérin hydraulique MTS, actionneur de la table
équipé d'un LVDT et d'une cellule de charge, la pompe hydraulique (élément du labora-
toire de structures), et un distributeur hydraulique piloté par le contrôleur MTS 469DU.
Le contrôleur et son ordinateur sont situés dans un local fenêtre vis-à-vis de la table. Le
contrôleur de la table est l'élément critique du simulateur sismique. Il permet de le piloter
soit en contrôle de déplacement, de vitesse ou d'accélération. Tous les essais d'analyse
modale ou sismique ont été effectués en contrôle d'accélération, à l'exception des phases
de chauffage du système hydraulique effectuées en contrôle de déplacement. Le générateur
de fonction du "contrôleur permet de générer une excitation par bruit (blanc ou autre),
par signal périodique (carré, triangulaire, ou sinusoïdal) de fréquence fixe ou glissante,
par une source extérieure, ou bien définie dans un fichier (accélérogrammes de séismes
par exemple). La principale difficulté du contrôle de la table sismique consiste à obtenir
avec une fidélité satisfaisante l'excitation désirée. En effet, plusieurs phénomènes viennent
perturber son bon fonctionnement : résonance du système hydraulique, température de
l'huile, inertie de la table, et surtout les réponses dynamiques du spécimen installé sur la
table. En particulier, le contrôle de la table vibrante est particulièrement affecté aux voi-
sinage des fréquences propres de la structure à l'étude. Une phase de calibration complexe
par essais et erreurs est donc indispensable avant une utilisation maîtrisée du système. Une
nouvelle calibration est nécessaire pour tout nouveau spécimen ou toute nouvelle configu-
ration du spécimen installé si les propriétés dynamiques de celui-ci sont modifiées. Dans
le cas du projet, deux calibrations différentes sont donc nécessaires selon que la structure
est équipée ou non de ses amortisseurs. La justesse de la calibration s'évalue à l'aide de la
fonction de réponse en fréquence de la table (FRF, rapport de la réponse mesurée sur la
commande envoyée sur la plage de fréquence fonctionnelle) qui doit être égale à l'unité sur
toute la plage de fréquence pour une calibration parfaite. La figure 4.2 présente ainsi les
FRF obtenues après calibration et préchauffage de la table vibrante pour la structure dans
sa configuration de référence et dans sa configuration amortie. On remarque des distor-
sions majeures sur ces courbes, correspondant aux modes propres de la structure installée.
Ces distorsions ont pour effet de biaiser l'excitation obtenue réellement par rapport à la
commande. Des difficultés expérimentales en ont découlé lors des essais d'analyse modale
par balayage fréquentiel décrits aux chapitres 5 et 6 (excitations harmoniques) et illustrées
aux figures 5.3 et 5.4. Les principaux problèmes se sont cependant posés lors des essais sis-
miques, puisque la structure dans ses deux configurations a pu subir parfois des excitations
(issues d'un même fichier de commande) trop différentes pour permettre la comparaison
des réponses expérimentales enregistrées. Ces problèmes seront développés au chapitre 7
et sont illustrés à l'annexe F qui compare les contenus fréquentiels d'excitations différentes
71






ni I I I I I 1 1 1
0 10 20 30 40
Fréquence (Hz)
Figure 4.2 - Calibration de la table vibrante pour les structures de référence et amortie
obtenues à partir d'un même séisme commandé. Il faut noter cependant que, malgré les
imperfections du contrôle de la table vibrante, les excitations obtenues dans la majorité
des essais effectués ont été satisfaisantes, en particulier grâce à l'utilisation d'algorithmes
de contrôle adaptatif additionnels gérés par le contrôleur sismique.
4.2 Structure expérimentale à l'échelle 1/3
4.2.1 Mise à l'échelle de l'étude
Les dimensions en plan et la hauteur de la structure ont été conditonnées par l'espace
disponible sur la table sismique, soit 3m ? 3m, et la hauteur disponible sous le pont
roulant du laboratoire, soit environ 7 m. Une mise à l'échelle de la structure expérimentale
par rapport à un spécimen à échelle réelle a donc été nécessaire pour étudier un bâtiment
de 3 étages.
La mise à l'échelle rigoureuse d'un spécimen d'étude, quel que soit son type, est une
tâche extrêmement difficile qui repose sur une théorie précise et assez complexe dont les
développements ne sont pas d'intérêt pour ce mémoire. Un bref résumé des principes de
base et des résultats finaux de la théorie de la mise à l'échelle sont donnés ci-après, mais
le lecteur intéressé en trouvera tous les détails aux références [18] et [32]. Des exemples
d'applications de cette théorie au génie civil parasismique sont également disponibles aux
références [22, 29].
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Le point de départ d'une mise à l'échelle rigoureuse est l'identification de toutes les
quantités physiques significatives pour le phénomène étudié. Toutes ces quantités ont leur
propre dimension (ou unité), mais toutes ces dimensions peuvent être exprimées en fonction
d'un petit nombre de dimensions indépendantes. Pour une étude en mécanique ou génie
civil, ces quantités sont au nombre de deux ou trois, et généralement choisies dans le sys-
tème F, L, T, ? (Force, Longueur, Temps, Angle) ou M, L, T, ? (Masse, Longueur, Temps,
Angle). Un rapport d'échelle doit ensuite être choisi pour chaque quantité indépendante,
et les facteurs d'échelle du reste des quantités significatives du problème s'obtiennent par
une simple analyse dimensionnelle en fonction des rapports d'échelle initiaux choisis. On
exprime ainsi les lois de similitudes, dites de Cauchy, qui donnent les facteurs d'échelle
à appliquer à chaque quantité du problème. Les lois de similitudes habituellement utili-
sées en mécanique et génie civil sont présentées au tableau 4.2 pour les grandeurs utiles
du projet [32]. Une mise à l'échelle exacte est quasiment impossible car certains facteurs
d'échelle sont naturellement imposés à l'unité de facto (accélération de la gravité gr = 1
par exemple) ou par le matériau (densité pr = 1 et module d'élasticité Er = 1 étant donné
le choix de l'acier pour matériau de la structure expérimentale). Il est donc très difficile
de respecter toutes les lois de similitudes et certaines doivent être violées. On choisit en
général de violer celles portant sur les grandeurs les moins importantes et/ou d'appliquer
des corrections aux lois de similitudes pour tenir compte des approximations. Dans le cas
du projet, les effets de l'accélération de la gravité sont négligés, et seul un facteur d'échelle
peut encore être choisi : Lr = tr = 1/3 portant sur les longueurs ou le temps. Le tableau 4.2
résume à la dernière colonne les facteurs d'échelle à appliquer à l'étude, résultant des choix
du projet.
Dans l'étude du projet, la quantité physique prédominante est la période fondamentale
de la structure *car c'est elle seule qui gouverne la sensibilité du bâtiment à une excitation
sismique. C'est donc elle qui a dicté le choix du facteur d'échelle unique du projet. Le Code
National du Bâtiment 2005 [13] donne l'estimation suivante représentative des périodes
fondamentales des structures contreventées en acier en fonction de la hauteur totale du
bâtiment H :
T ~ 0.025 x H (4.1)
En considérant des hauteurs d'étages usuelles pour des bâtiments réels, soit 4 m pour le
premier étage et 3.66 m pour les deux derniers, on peut estimer la période fondamentale
d'un bâtiment réel de trois étages à T ~ 0.283 s. Pour un facteur d'échelle 1/3, la période
objectif de la structure expérimentale est donc T = 0.094 s. Le choix du facteur d'échelle
vient de la difficulté à obtenir une période fondamentale plus élevée que 0.1s pour la
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Tableau 4.2 - Lois de similitudes de Cauchy pour la mise à l'échelle
Paramètre Modèle exact t Forces de gravité négligées1' Projetî
(matériau quelconque) (matériau d'origine)
temps Ll/2 [Tr] ' [1/3]
fréquence Lr T~ 3
longueur [Lr] Tr 1/3
déplacement Lr Tr 1/3
vitesse Lr 11
accélération 1 T~ 3
accélération de la gravité [1] négligée négligée
densité de masse Er/Lr [1] [1]
module élastique [Er] [1] [1]
déformation 1 1 1
contrainte Er 1
taux d'amortissement 1 1
rigidité ErLr T1. 1/3
force ErLl Tr2 1/9
energie Era Tr3 1/27
t Les facteurs d'échelle entre crochets sont ceux choisis initialement.
structure expérimentale étant donné les contraintes géométriques et surtout la plus petite
section d'acier de classe 1 disponible auprès des fournisseurs et utilisable pour l'insertion
ultérieure des amortisseurs, soit un HSS 38x38x3.2. Les dimensions finales choisies pour la
structure expérimentale mise à l'échelle 1/3 sont de 2 m ? 2 m en plan pour des hauteurs de
2 m au premier étage et 1.83 m aux deux suivants. Ces dimensions correspondent beaucoup
plus à celles d'un bâtiment à l'échelle 1/2, mais les difficultés rencontrées pour l'obtention
d'une période fondamentale satisfaisante ont obligé à faire ce choix un peu ambigu sur les
dimensions. Ce défaut d'échelle n'a aucune incidence sur la validité des résultats obtenus,
car seules les périodes du bâtiment et les excitations imposées gouvernent les réponses
du bâtiment. L'application pratique de la mise à l'échelle au reste du projet consiste
donc essentiellement en la mise à l'échelle des excitations sismiques. Le pas de temps des
accélérogrammes utilisés a donc été divisé par 3 (la structure expérimentale se trouvant
ainsi bien dans les fréquences dominantes des séismes). De la même manière, si l'on souhaite
remonter des intensités sismiques expérimentales (mises à l'échelle) utilisées dans le projet
à des intensités de séismes réels, il faut diviser par 3 les PGA des séismes expérimentaux.
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4.2.2 Structure expérimentale de référence
Description du bâtiment expérimental
La figure 4.3 présente une vue générale de la structure expérimentale de référence dimen-
sionnée pour le projet. Les vues en plan et en élévation, accompagnées de la définition de
toutes les sections utilisées, sont données en annexe C. Il s'agit d'un bâtiment en acier de
3 étages contreventé par chevron, mis à l'échelle 1/3, et boulonné à la table vibrante du la-
boratoire de structure de l'Université de Sherbrooke par l'intermédiaire de grandes plaques
d'ancrage épaisses. Le bâtiment est constitué de deux cadres contreventés identiques dans
chaque direction, et ses dimensions en plan sont 2 m x 2 m. Le premier étage a une hauteur
de 2 m tandis que les étages 2 et 3 ont une hauteur plus faible, soit 1.83 m. Dans la direction
principale (parallèle à l'excitation), le système de reprise des efforts latéraux (SFRS) est
constitué à chaque étage de deux contreventements concentriques en chevron. La section
des contreventements est tubulaire, soit un HSS 38 x 38 x 3.2, point de départ de tout le
dimensionnement à la capacité effectué, et la poutre de connexion des chevrons au niveau
de l'étage supérieur est une section en I, soit un W 150 x 24, dimensionnée pour dévelop-
per la ductilité maximale de la structure. A chaque étage, une poutrelle centrale relie les
points de connexion des deux chevrons sur leur poutre pour leur offrir un appui latéral,
et offrir aussi un appui intermédiaire pour l'installation des planchers. Les poutrelles ont
des sections en I, soit des W 150 x 24. Dans la direction secondaire (orthogonale à l'exci-
tation), le SFRS à chaque étage est constitué de deux contreventements concentriques en
X, dimensionnés pour être beaucoup plus rigides que le SFRS de la direction principale
afin de bien séparer les modes fondamentaux dans les deux directions et rejeter aussi loin
que possible les modes de torsion. La section des contreventements est une section en T,
soit un WT 75 x 18.5, et les poutres à chaque étage sont des sections en I, soit des W
150 x 18. Toutes les connexions du bâtiment sont boulonnées pour permettre plus de sou-
plesse dans les modifications futures du bâtiment, et sont serrées de façon standard. Les
boulons utilisées sont des ASTM A325 pour l'ensemble des connexions, à l'exception des
poutres accueillant les contreventements de la direction orthogonale assemblées avec des
boulons ASTM A490. Le nombre de boulons dans les connexions est toujours le minimum
requis par le dimensionnement afin de ne pas trop rigidifier les connexions et ne pas trop
s'éloigner de l'hypothèse de connexions rotulées utilisée plus loin dans ce mémoire pour
les simulations numériques.
Pour l'obtention d'une période fondamentale à l'échelle 1/3 de la structure dans la




Figure 4.3 - Vue d'ensemble du montage expérimental avec la structure de référence
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Tableau 4.3 - Masses concentrées (kg) de la structure expérimentale
structure plancher plaques masses sismiques
seule additionnelles (total)
étage 1 681 764 481 1926
étage 2 670 ¦ 764 481 1915
étage 3 462 904 370 1736
masse totale sur la table vibrante 7273
concentrées à chaque étage. Deux grandes plaques d'acier, d'environ Im ? 2m et épaisses
de 25.4 mm (1 po), ont été boulonnées à chaque étage pour constituer un plancher très
massique. De petites plaques d'acier supplémentaires, de dimensions 610 mm x 305 mm et
épaisses de 12.7mm (1/2 po) ou de 25.4mm (1 po), ont permis un ajustement plus fin
de la masse nécessaire à l'obtention de la période désirée. Le tableau 4.3 donne le détail
de la masse totale de la structure et des masses concentrées aux planchers. La figure 4.11
présente la disposition des masses à chaque plancher.
Principe du dimensionnement
La structure expérimentale de référence précédemment décrite a été dimensionnée avec
l'aide précieuse d'Olivier Girard, étudiant à la maîtrise au CRGP à l'Université de Sher-
brooke. Le dimensionnement a été effectué en respectant le Code National du Bâtiment
Canadien 2005 [13] ainsi que l'ensemble des règles de dimensionnement des charpentes
d'acier de la norme canadienne CSA S16-01 2006 [14], tout particulièrement les clauses de
dimensionnement parasismique. Ce paragraphe a pour but de décrire dans leurs grandes
lignes les principes de dimensionnement appliqués, nécessaires à la compréhension de cer-
tains inconvénients présentés par les SFRS en chevron concentriques tels qu'utilisés pour
la structure de référence du projet, et utiles à la compréhension de certains avantages éco-
nomiques que peut présenter l'application de contrôle structural proposée dans le projet.
De plus amples détails calculatoires sur ces principes de dimensionnement peuvent être
trouvés dans les normes et codes précédemment cités ou encore dans les références [40, 41].
Tous les détails de calculs pour le dimensionnement de la structure expérimentale ont été
regroupés dans la référence [23].
Dans sa direction principale, la structure de référence du projet présente un SFRS en
chevron concentrique, signifiant que les directions des efforts de chacun de deux contreven-
tements composant le chevron se croisent au niveau de l'axe neutre de la poutre supérieure.
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Le dimensionnement effectué repose sur le principe de dimensionnement à la capacité : en
premier lieu, une membrure (en général, les contreventements) est choisie et dimensionnée
pour subir des déformations plastiques au delà des efforts sismiques réduits définis par le
code du bâtiment. Le facteur de réduction de ces efforts, Rd-, dépend de la ductilité du
SFRS retenu (Rd = 3 dans le cas du projet). La fonction de cette première membrure est
de dissiper l'énergie extérieure fournie. à la structure lors de l'excitation sismique. Ensuite,
les autres éléments (connexions, poutres, colonnes, . . . ) sont dimensionnés pour résister
dans leur domaine élastique aux efforts générés par la plastification de l'élément "faible"
choisi. Dans le cas du projet, les maillons faibles choisis sont les membrures des contre-
ventements, point de départ de tout le dimensionnement. Etant donné que les conditions
expérimentales sont parfaitement maîtrisées en laboratoire, en particulier le type et l'in-
tensité des excitations, ces contreventements n'ont pas été dimensionnés pour respecter
les forces sismiques du code du bâtiment, mais ont été choisis pour répondre aux autres
contraintes beaucoup plus importantes sur la période propre désirée et la possibilité d'insé-
rer ensuite des amortisseurs. La plus petite section de classe 1 disponible dans les aciéries
traditionnelles a été choisie, soit un HSS 38 x 38 x 3.2. Par la suite, les intensités dites
"de dimensionnement" des séismes utilisés ont été déduites par multiplication de l'intensité
provoquant le flambement plastique des chevrons en compression par les différents facteurs
de réduction des efforts sismiques recommandés par le code. Ces calculs sont détaillés au
chapitre 6 pour effectuer le dimensionnement adéquat des amortisseurs du projet. Les in-
tensités de dimensionnement des séismes utilisés correspondent en fait aux intensités avec
lesquelles un dimensionnement conventionnel aurait été effectué pour arriver au choix des
contreventements ici utilisés.
Pour la suite du dimensionnement, on considère que les contreventements ont flambé,
et on effectue le dimensionnement à la capacité. Une charge verticale importante apparaît
lors du flambement du contreventement en compression, due au débalancement des efforts
à la jonction des contreventements. La figure 4.4 présente les efforts dans la poutre causés
par ce phénomène : a est un coefficient caractérisant la distribution des masses sur la
poutre, Tp et C'u sont respectivement la force de plastification et la force post flambement
dans les contreventements. On constate un moment de flexion important provenant du
débalancement des efforts dans les diagonales. La poutre peut être dimensionnée pour
résister élastiquement à cet effort, et on parle alors de contreventement concentrique par
chevron suivant le principe de poutre forte. C'est le cas du dimensionnement du projet,
et le système agit alors comme un SRFS par contreventement concentrique traditionnel,
illustré à la figure 4.5a. La poutre aurait pu être dimensionnée pour plastifier lorsque
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(c) Cisaillement (d) Moment de flexion
Figure 4.4 - Diagrammes des efforts sur la poutre après flambement des contreventements
le contreventement en compression flambe. Une rotule plastique se formerait alors au
centre de la poutre, et l'énergie apportée au système serait alors dissipée à l'intérieur de
cette rotule plastique ainsi qu'à l'intérieur de celle formée dans le contreventement en
compression (figure 4.5b). Cependant, la présence de ces déformations plastiques limite
les efforts à l'intérieur de la structure, empêchant la plastification en tension du second
bras de contreventement. C'est la seconde configuration de ce SFRS, référencée dans la
littérature comme contreventement concentrique en chevron suivant le principe de poutre
faible [40, 41] (ce n'est pas le cas dans ce projet).
Les cas de chargement critiques gouvernant le dimensionnement sont présentés à la fi-
gure 4.6. Le premier cas a lieu lorsque les contreventements sont sur le point de flamber
(effort axial Cu dans les contreventements). Ce cas correspond en fait à l'hypothèse de
départ du dimensionnement liée au choix des contreventements, et gouverne le dimension-
nement en compression des connexions des contreventements. Le second cas de chargement
a lieu lorsque l'ensemble des contreventements a flambé. Les charges dans les éléments sont
déduites du diagramme présenté à la figure 4.4. Cette situation gouverne le dimensionne-
ment des poutres, des poteaux, et des autres connexions. Un moment supplémentaire doit
être attribué aux poteaux, continus sur les trois étages, afin de permettre une meilleure
redistribution de la demande inélastique.
Bien que le SFRS en chevron concentrique et poutre forte soit un excellent système
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(b) configuration en poutre faible
Figure 4.5 - SFRS par contreventements en chevron concentrique
montrent que son coût est très élevé. Les sections des poutres et des poteaux du cadre
accueillant les contreventements sont en effet fortement augmentées par les charges in-
duites par la plastification et le flambement des contreventements. Cela constitue ainsi un
avantage économique significatif pour le système de contrôle proposé dans le projet. La
réduction effective des efforts sismiques par un facteur proche du facteur de réduction R¿
employé dans le code du bâtiment permet de se soulager du dimensionnement à la capa-
cité : on effectue un dimensionnement purement élastique, mais avec des forces sismiques
très réduites. Si le système ne permet pas d'économie sur la section des contreventements
eux-mêmes, l'absence de flambement des contreventements permet de réduire considéra-
blement les sections de poutres et de poteaux nécessaires puisque le cas de chargement
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(a) cas critique avant flambement (b) cas critique après flamberaient
Figure 4.6 - Charges de dimensionnement du bâtiment expérimental (kN ou kNm)
4.3 Instrumentation du montage
4.3.1 Instruments de mesure
Le montage expérimental décrit précédemment dans le chapitre, table sismique et struc-
ture, a été instrumenté afin de mesurer toutes les grandeurs suivantes :
- les accélérations absolues du bâtiment au niveau de chaque plancher dans les deux
directions principales, incluant les effets de torsion éventuelle de la structure.
- les déplacements absolus à chaque plancher dans la direction d'excitation.
- la charge axiale dans les membrures des chevrons d'une des deux baies de la structure.
- l'accélération et le déplacement absolus de la table vibrante dans la direction d'ex-
citation, permettant respectivement de mesurer l'excitation réelle appliquée à la
structure, et de retrouver les déplacements et accélérations relatifs de la structure
par rapport à la base.
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Un total de 6 accéléromètres triaxiaux Kinemetrics FBA ES-T a été utilisé pour la
mesure des accélérations aux étages de la structure. Deux accéléromètres triaxiaux ont
été disposés à chaque étage, orientés dans les deux directions horizontales principales de
la structure : un situé parfaitement au centre de l'étage, l'autre excentré afin de quanti-
fier les effets de torsion. La figure 4.11 illustre la disposition exacte des accéléromètres à
chaque plancher et leur direction de mesure, et le tableau 4.4 donne leurs positions précise
par rapport au centre des étages. La figure 4.7 montre un des accéléromètres triaxiaux
installés sur le bâtiment. Un accéléromètre uniaxial Kinemetrics FBA ES-U a été disposé
en supplément à même le centre de la table vibrante dans la direction d'excitation afin
de mesurer l'excitation réelle de la structure. Ce capteur constitue une vérification des
données fournies par l'accéléromètre déjà intégré à la table par le constructeur.
Afin de mesurer les déplacements des étages de la structure, 3 potentiomètres à câble
Celesco PTX 101 (0 mm à 50.8 mm), un par étage, ont été installés sur une structure de
support indépendante du reste du montage. La figure 4.11 montre la disposition des po-
tentiomètres à chaque étage. Les potentiomètres ont été reliés à la structure expérimentale
par un fil de cuivre fin servant de fusible de force dans le but de ne pas endommager l'ins-
trument en cas de déplacements excessifs du montage (figure 4.8). La structure de support,
visible avec les potentiomètres à la figure 4.3, est ancrée à côté de la table vibrante, et
a été dimensionnée avec une rigidité suffisante pour ne pas introduire de déplacements
perturbateurs dans les mesures sous l'effet des vibrations de la fondation. Le déplacement
de la table vibrante est mesuré par un potentiomètre du même type que les précédents,
installé entre la table et sa fondation, en supplément du LVDT déjà intégré à l'actionneur
de la table par son constructeur.
^mmmm
Figure 4.7 - Accéléromètre triaxial Kinemetrics ES-T sur la structure
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Figure 4.8 - Installation des potentiomètres Celesco PTX 101 dans le montage
Toutes les membrures de contreventement en chevron, sur une seule façade de la struc-
ture, ont été instrumentées avec 4 jauges de déformation, pour un total de 24 jauges sur le
montage. Sur chaque contreventement, les 4 jauges (120O chacune) ont été connectées en
série, chacune collée sur une des faces du HSS 38 x 38 x 3.2 en plein centre de la membrure.
La figure 4.9 montre la disposition des jauges sur la structure et leur connexion en série.
Les jauges en série ont été montées dans un circuit électronique en quart de pont avec une
résistance de compensation de précision de 480O, et ne mobilisent ainsi qu'un seul canal de
l'acquisiteur par membrure instrumentée. La déformation moyenne de la section centrale
des contreventements, ea?, a ainsi été mesurée, puis reliée à la force axiale recherchée, Fax,
d'après la loi de l'élasticité :
Fax = E x AHSS x ea? (4.2)
où Ahss = 410 mm2 est la section moyenne des contreventements, et E = 196000 MPa est
le module d'Young de l'acier. Les. valeurs réelles de AHss et E ont été obtenues d'après
le recalage du modèle numérique MATLAB® de la structure de référence, présenté au
chapitre 5. Les cellules de charge ainsi obtenues ont démontré au cours des essais un
excellent fonctionnement.
4.3.2 Acquisition
Deux types d'essai ont été effectués sur la structure expérimentale : des essais d'ana-
lyse modale sous vibrations harmoniques forcées et sous bruit blanc afin d'identifier les
fréquences et modes propres de la structure, et des essais sous excitations sismiques. Pour
les essais d'analyse modale, seuls les accéléromètres ont été utilisés, car ils fournissent à





(a) disposition des jauges sur les contreventements (b) montage des jauges en sé-
rie
Figure 4.9 - Cellule de charge sur les contreventements
quisition d'accéléromètres a donc été nécessaire pour les essais d'analyse modale. Pour les
essais sous excitation sismique, les 13 canaux d'accéléromètres ont été enregistrés, ainsi
que l'ensemble des potentiomètres et des jauges de déformation disponibles sur le mon-
tage. Un total de 13 canaux d'accéléromètres, 4 canaux de potentiomètres, et 6 canaux de
jauges a ainsi été nécessaire pour l'acquisition des essais sismiques.
Pour l'enregistrement des données, un acquisiteur National Instrument visible à la fi-
gure 4.10 a été utilisé. Cet acquisiteur comporte une carte d'acquisition et d'échantillon-
nage DAQCard-6036E, scannant les différents modules d'un chassis NI SCXI 1001. Le
chassis comprend trois modules de filtrage passe-bas (8 canaux chacun), NI SCXI 1142,
chacun mis en cascade avec un module d'échantillonage simultané NI SCXI 1140. Les accé-
léromètres et potentiomètres se connectent à l'entrée des filtres. Un module SCXI 1520 (8
canaux) permet directement le filtrage passe-bas et l'échantillonnage simultané des jauges
de déformation. La carte d'acquisition est branchée sur un ordinateur portable qui contrôle
l'acquisition par un logiciel développé sous l'utilitaire NI Labview 8.6, également visible à












Figure 4.10 - Système d'acquisition National Instrument
Tableau 4.4 - Position des capteurs par rapport au centre des étages



































































































(b) étage 2 (c) étage 3
Figure 4.11 - Arrangement des planchers du bâtiment : masses et instrumentation
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4.4 Modifications pour l'insertion des amortisseurs
Le montage expérimental décrit aux paragraphes précédents est celui de la structure
dans sa configuration de référence, i.e. ayant pour SFRS des contreventements par chevron
concentrique classique. Des modifications y ont été apportées pour permettre par la suite
l'insertion du système de contrôle sismique par amortisseurs élastomères. Ces modifications
ne sont que très légères pour permettre le passage d'une configuration standard à une
configuration amortie. C'est un atout important du système de contrôle proposé dans
le projet, si celui-ci doit s'inscrire dans une démarche de réhabilitation sismique d'un
bâtiment déjà contreventé par chevrons.
4.4.1 Architecture des amortisseurs
Tableau 4.5 - Dimensions des amortisseurs de la structure amortie
(LxIx h)( mm x mm x mm)
dimensionnementt dimensions réelles




300 x 150 x 20
300 x 150 x 20
300 x 110 x 20
305.5 x 149.4 x 19.0
305.0 x 149.1 x 19.2
305.6 x 109.8 x 18.2
304.9 x 149.5 x 18.9
305.1 x 149.2 x 19.4
305.2 x 110.4 x 18.5
t valeurs issues des calculs de dimensionnement du chapitre 6
(a) amortisseurs aux étages 1 et 2 (b) amortisseurs à l'étage 3
Figure 4.12 - Amortisseurs élastomères de la structure amortie (caoutchouc fibre F-80)
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Les amortisseurs élastomères du système de contrôle sismique introduit dans la structure
expérimentale sont présentés à la figure 4.12. Leur architecture est proche de celle des demis
échantillons de caractérisation présentés au chapitre 3 à la figure 3.1, à savoir une couche
de caoutchouc unique prise en sandwich entre deux plaques d'acier épaisses servant à la
connexion de l'amortisseur. Le matériau utilisé est le caoutchouc naturel fibre F-80 dont
la caractérisation des propriétés mécaniques a été présentée au chapitre 3. Au total, six
amortisseurs ont été fabriqués et installés (deux par étage), de deux dimensions différentes
selon l'étage auquel ils sont installés : les amortisseurs des étages 1 et 2 ont un coussin de
caoutchouc de dimensions 300 mm x 150 mm ? 20 mm, tandis que ceux de l'étage 3 sont
plus petits, soit 300 mm x 110 mm x 20 mm. Les dessins de définition détaillés des deux
types d'amortisseurs sont données à l'annexe D. Les dimensions réelles des amortisseurs
fournis par le fabricant Produits HEVEA sont données au tableau 4.5. Les amortisseurs des
étages 1 et 2 ont une masse de 11.3kg, et ceux de l'étage 3 une masse de 9.7kg. La masse
totale de la structure équipée de ses amortisseurs est* évaluée à 7365 kg. La démarche et
les détails du dimensionnement de ces amortisseurs ne sont pas l'objet de ce paragraphe,
et seront expliqués au chapitre 6.
4.4.2 Modification des connexions des contreventements
Etant assez minces (épaisseur totale de 39 mm avec les plaques d'acier), les amortisseurs
définis au paragraphe précédent sont conçus pour une installation à l'horizontale. Cela
constitue une particularité de l'application du projet, car aucune application d'amortis-
seurs viscoélastiques à des bâtiments réels et extrêmement rarement à des bâtiments ex-
périmentaux n'utilise une telle configuration d'installation comme a pu le montrer l'étude
bibliographique du chapitre 2. L'installation de tels amortisseurs se fait généralement à
la verticale pour augmenter les quantités de caoutchouc utilisées en installant plusieurs
couches de caoutchouc en parallèle. Dans l'application du projet, la quantité de caoutchouc
n'est pas un problème, et l'installation à l'horizontale apporte deux avantages majeurs qui
se retrouveraient également dans le cas d'une utilisation du système de contrôle proposé
pour une application réelle. Le premier atout est le moindre encombrement d'espace sous
le chevron par rapport à une configuration verticale. Le second atout, découlant du précé-
dent, est que la géométrie globale des contreventements en chevron est très peu modifiée,
au point de permettre l'intégration des amortisseurs dans le bâtiment tout en conser-
vant les mêmes membrures de contreventements. C'est ce qui a été fait pour la structure
expérimentale. Seules les connexions à la base et au sommet du chevron sont donc mo-
difiées, représentant une économie appréciable dans le cas d'une réhabilitation sismique
d'un bâtiment réel.
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Des modifications légères ont été apportées aux connexions à la base des
ments suite à l'insertion des amortisseurs. Ces modifications sont le
nient d'angle des contreventernents et du léger décalage global di
cher. La figure 4.13 présente la connexion des amortisseurs au système de contrevente-
rnents. L'amortisseur s'insère directement en série entre la poutre de l'étage supérieur et
le sommet des contreventernents en chevron. Un élément de connexion en T a été fabriqué
par soudage de deux plaques d'acier (aucune section de WT adéquate n'étant disponible
en aciérie) pour servir d'interface entre les contreventernents et l'amortisseur. La plaque
d'acier inférieure de l'amortisseur a été adaptée pour être boulonnée à cet élément de




(b) connexion des chevrons sans VED (c) connexion des chevrons avec VED
Figure 4.13 - Connexion des amortisseurs dans la structure
connexion. La plaque d'acier supérieure de l'amortisseur, longitudinale, est prévue pour
être directement boulonnée à la poutre.
4.4.3 Modification de l'instrumentation et mesure d'hystérésis
Tous les instruments de mesure, ainsi que le système d'acquisition, décrits à la section
précédente ont été conservés à l'identique après installation des amortisseurs. Seuls 3 LVDT
supplémentaires, Trans-Tek ±12. 7mm (±1/2 pouce), ont été ajoutés, fixés d'un côté à la
poutre de connexion de chacun des amortisseurs et de l'autre à la plaque de connexion
inférieure des amortisseurs, afin de mesurer directement les déformations d'un amortisseur
à chaque étage. La figure 4.13c illustre l'installation d'un de ces LVDT.
Pour les essais d'analyse modale de la structure amortie, à nouveau seuls les 13 canaux
d'accéléromètres ont été utilisés. Pour les essais sismiques avec la structure amortie, on a
cette fois fait l'acquisition de seulement 10 canaux d'accéléromètres, et des mêmes 4 canaux
de potentiomètres et 6 canaux de jauges. Les 3 canaux de LVDT ajoutés spécifiquement
pour mesurer la déformation des amortisseurs ont également été enregistrés, remplaçant les
3 canaux d'accéléromètres déconnectés (accéléromètres 1-Y2, 2-Y2 et 3-Y2 à la figure 4.11).
Les amortisseurs et les chevrons étant connectés en série entre les planchers de deux
étages, ils sont traversés par les mêmes efforts (les angles des contreventements sont tels
que les lignes d'action des deux membrures d'un chevron se croisent au centre de l'amor-
tisseur). La mesure des efforts axiaux de traction, FaXiT, et de compression, FaXiC, dans
les contreventements d'un chevron à l'aide des jauges permet donc de calculer l'effort de
cisaillement, Fved, appliqué à l'amortisseur qui y est connecté :
Fved = (\FaXtT\ + \Fax,c\)cos(eiiVed) (4.3)
où 9i¡ved correspond à l'angle (par rapport à l'horizontale) des contreventements de l'étage
i pour lequel est effectué le calcul. La connaissance des déformations et des efforts de
cisaillement de chacun des amortisseurs permet de tracer leur courbe d'hystérésis pour
l'excitation subie. On peut ainsi étudier la dissipation énergétique des amortisseurs, et la
comparer au comportement idéal viscoélastique utilisé dans le modèle numérique de la
structure amortie (chapitre 6).
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Chapitre 5
Modèle numérique de la structure de
référence
Beaucoup d'éléments du projet, théoriques et expérimentaux, se sont appuyés sur les ré-
sultats prévisionnels de simulations numériques programmées sous le logiciel MATLA Ef^ .
Deux modèles linéaires ont été utilisés : le premier, objet de ce chapitre, pour la structure
de référence, et le second, sujet du chapitre 6, pour le bâtiment équipé de ses amortisseurs
en caoutchouc naturel. Le modèle numérique de la structure de référence a une fonction
double. Il a d'abord servi d'outil sécuritaire pour la prédiction systématique des réponses
maximales, harmoniques et sismiques, du bâtiment avant tout essai expérimental avec la
table vibrante. Sachant qu'il était important de ne prendre aucun risque d'endommage-
ment ni pour la structure ni pour la table sismique, l'objectif était de s'assurer qu'aucun
essai n'excéderait les limites élastiques critiques du matériel : moment de renversement
maximum supporté par la table vibrante ou force de flambement des contreventements de
la structure. L'autre fonction du modèle numérique a été de prédire les réponses linéaires
du bâtiment sans amortisseur pour l'ensemble des excitations sismiques appliquées expé-
rimentalement à la structure munie de ses amortisseurs. Les résultats numériques ainsi
obtenus ont fourni un critère important pour déterminer si deux essais, un avec et l'autre
sans amortisseur, étaient raisonnablement comparables. Le cas échéant, les résultats du
modèle numérique ont pu servir de référence pour le calcul des performances de contrôle
en se substituant aux résultats expérimentaux sur la structure sans amortisseur.
Ce chapitre décrit dans un premier temps le modèle numérique programmé de la struc-
ture de référence, et présente ensuite les essais expérimentaux d'analyse modale menés
sur le bâtiment. Les résultats de l'analyse modale expérimentale ont permis de connaître
précisément les propriétés dynamiques de la structure, et ont servi au recalage du mo-
dèle numérique. Une validation du modèle numérique conclut le chapitre en comparant les
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réponses expérimentales aux prévisions numériques pour l'ensemble des essais sismiques
effectués sur la structure de référence, ainsi que pour les essais d'analyse modale.
5.1 Modèle numérique et recalage
5.1.1 Description du modèle
La figure 5.1 illustre le modèle numérique retenu et programmé sous le logiciel MA TLA 5®
pour la structure de référence. La figure représente une des deux façades du bâtiment
contreventées par chevrons concentriques, seul système considéré dans le modèle (modèle
2D). Le modèle comporte au total 12 éléments : 6 colonnes (2 éléments "poutre" identiques
par étage), 3 poutres rigides (1 par étage), et 3 éléments "chevron" (1 par étage, définition
de l'élément donnée plus loin). Après application des principales hypothèses de modélisa-
tion, le modèle comporte 7 degrés de libertés (ddl) : 3 ddl dynamiques (avec masse) en
déplacement horizontal, et 4 ddl statiques (sans masse) en rotation. Les ddl en translation
correspondent au déplacement de chaque étage par rapport à la base de la structure, et les
ddl en rotation correspondent à la flexion des poteaux, continus sur les trois étages. Les
ddl en rotation, sans masse, ont été éliminés dans les calculs par condensation statique
pour finalement obtenir un modèle à seulement 3 ddl en déplacement.
Les principales hypothèses qui ont permis d'aboutir au modèle présenté sont les sui-
vantes :
- les différentes masses de la structure sont concentrées au centre des planchers.
- un diaphragme rigide a été considéré à chaque étage.
- les poutres sont considérées rigides en compression, et aussi en flexion.
- toutes les connexions entre membrures sont considérées comme des rotules parfaites,
y compris les connexions entre la table et la structure.
- les 2 baies contreventées en chevron sont parfaitement symétriques, et leur action en
parallèle est prise en compte par la multiplication par 2 des rigidités de toutes les
membrures.
- les effets perturbateurs d'une éventuelle torsion sont négligés, et seul le comportement







-masse concentrée aux étages
-diaphragme rigide aux étages
-poutres rigides
-connexions rotulées
-effets de torsion négligés
-rigidités doublées, car 2 baies
-amortissement de Rayleigh
Figure 5.1 - Modèle numérique MATLAB® de la structure de référence
Assemblage de la matrice de masse, Mre/ :
Toutes les masses sont concentrées au niveau des planchers, donc sur chacun des trois







Les masses concentrées ml, m2 et m3 prennent les valeurs des masses sismiques données
au tableau 4.3, soit respectivement 1926 kg, 1915 kg, et 1736 kg.
Assemblage de la matrice de rigidité, Kre/ :
La rigidité de la structure dans sa direction principale - et donc celle du modèle numé-
rique - provient à chaque étage de l'action en parallèle des poteaux et des contreventements
en chevrons. Bien que leur rigidité latérale, en flexion, soit très faible par rapport à la ri-
gidité fournie par les contreventements, les poteaux ont été pris en compte pour faciliter
le recalage du modèle numérique. Les matrices de rigidité élémentaires utlisées pour les
poteaux de l'étage i, K* ¡, correspondent à la matrice de rigidité d'un élément poutre à
4 ddl [35] multipliée par 2 pour tenir compte de l'action des poteaux des deux baies à
chaque étage :















où E = 196GPa est le. module d'Young réel de l'acier, Ic = 1.55 ? 1O-6 m4 est l'inertie
de la section des poteaux (soit un HSS 76 x 76 x 9.5) issue des tables de la norme CSA
S16-01 2006 [14], et LC)i est la hauteur effective des poteaux de l'étage i (en considérant
des extensions rigides au niveau de la connexion poutre-poteau).
La rigidité latérale apportée à la structure par les contreventements en chevrons concen-
triques a été modélisée par la définition directe d'un élément "chevron" à 2 ddl, agissant
entre les degrés de liberté en déplacement des deux étages entre lesquel le chevron est
situé. La rigidité de cet élément est fourni par la rigidité axiale de deux contreventements
en tension et de deux autres en compression, inclinés d'un angle 0¿ à l'étage i. Le modèle
restant linéaire, donc sous la limite élastique en tension et sous la limite de flambement
en compression, tous les contreventements d'un étage ont la même rigidité axiale kb¿. Le
calcul de cette rigidité est détaillé à la section suivante, car il fait intervenir plusieurs
phénomènes et s'appuit sur des mesures expérimentales qui ont permis le recalage de ce
paramètre essentiel pour la précision du modèle. La matrice de rigidité élémentaire de
l'élément chevron utilisé à l'étage ¿, K£¡, est donc :
Kebi = 4x fc6|i x cos(0¿)2 1 -1-1 1 (5.3)
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La matrice de rigidité globale de la structure, de dimension 7x7, a été obtenue par
assemblage directe des matrices de rigidité élémentaires. Cette matrice a ensuite été réduite
à une dimension 3x3 par méthode de condensation statique des ddl en rotation (sans
masse) sur les ddl en déplacement (avec masse). Les détails mathématiques sur a méthode
d'assemblage direct des matrices élémentaires et sur la condensation statique peuvent être
trouvés dans la référence [35].
Assemblage de la matrice d'amortissement, Cre/ :
Pour le modèle, un simple amortissement de Rayleigh [35] calibré sur les deux premiers
modes propres de la structure a été considéré. La matrice d'amortissement du modèle, C,
est donc :
Cref = a0Mref + a{Kref (5.4)










kVe/,1 = 56.23 rad/s et o;re/,2 = 152.56 rad/s sont les pulsations propres des deux premiers
modes de flexion de la structure de référence dans sa direction principale. £re/,i = 0.28% et
£re/,2 = 0.32% sont les amortissements modaux correspondant. Ces valeurs ont été estimées
à partir des fonctions de réponse en fréquence de l'analyse modale présentée plus loin dans
ce chapitre.
5.1.2 Recalage du modèle sur les données expérimentales
Des essais d'analyse modale ont été menés sur la structure de référence afin d'en identifier
précisément les propriétés dynamiques, fréquences propres, modes propres, et amortisse-
ments modaux. Les résultats de cette analyse sont présentés à la section suivante, et ont
servi de référence pour le recalage du modèle numérique MATLAB^ présenté précédem-
ment.
Les masses présentes sur l'ensemble de la structure sont parfaitement connues. Les va-
leurs utilisées dans le modèle pour les masses concentrées aux étages ne font donc pas
partie des paramètres sur lesquels jouer pour effectuer le recalage. Seule la rigidité du bâ-
timent offre donc des paramètres sur lesquels effectuer ce recalage. Parmi ces paramètres,
ceux en rapport avec la rigidité flexionnelle des poteaux n'ont que très peu d'influence,
c'est pourquoi les efforts de recalage se sont concentrés uniquement sur la recherche des
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rigidités latérales optimales des chevrons à chaque étage, i.e. le recalage de l'angle d'action
des contreventement #¿ et de la rigidité axiale des contreventements k^i à chaque étage i.
La rigidité axiale kb¿ de chaque membrure de contreventement de l'étage i a été modélisée
par l'association en série de trois rigidités : un ressort de rigidité kh33,i modélisant la
section tubulaire principale en HSS 38 x 38 x 3.2 des contreventements, et deux ressorts
de rigidité kcnx¿ modélisant l'ensemble des éléments de connexion à chaque extrémité des
contreventements. Le modèle utilisé est illustré à la figure 5.2, et la rigidité kb,i s'obtient
alors d'après l'équation :
k ku
h" = k^ + 2khss, (5·6)
La rigidité axiale khss¡i fournie par les sections HSS 38 x 38 x 3.2 de l'étage i s'obtient
directement de l'équation de la rigidité axiale d'un élément barre :
EAhSS (r 7\khaa,i = -t (5·7)Leff,i
où E est le module élastique de l'acier, AHSS est l'aire de la section tubulaire HSS 38 x 38 x
3.2, et Leff¿ est la longueur effective des HSS 38 x 38 x 3.2 à l'étage i tenant compte d'une
certaine longueur d'extension rigide aux extrémités des HSS pour considérer les soudures
avec les plaques de connexion des contreventements.
Le recalage final du modèle numérique a été effectué en ajustant à chaque étage i
les cinq paramètres : E, AHSs, #», Leff¿ et kcnx¿. Les paramètres E = 196000MPa et
Ahss — 410 mm2 ont été considérés identiques à tous les étages. Ces valeurs moyennes
recalées sont celles utilisées dans l'équation (4.2) pour le calcul expérimental des efforts
axiaux des contreventements à partir de la mesure des déformations. Elles ont été obtenues
par essais et erreurs suite à plusieurs essais préliminaires, sous excitations sismiques ou har-
moniques, en comparant les forces expérimentales calculées à celles du modèle numérique
déjà suffisamment bien recalé. Les valeurs des autres paramètres du modèle, obtenues après
recalage final,- sont données au tableau 5.1, et correspondent à des valeurs très proches de
celles qui pouvaient être attendues. Il faut noter que les paramètres kcnx¿ sont logiquement
ceux sur lesquels la plus grande marge a été tolérée, car ils modélisent la partie la moins
bien maîtrisée théoriquement du modèle.
Les propriétés dynamiques du modèle numérique obtenu après recalage sont présentées
aux tableaux 5.4 à 5.6, et comparées aux valeurs expérimentales issues des essais d'analyse









(b) Modélisation de la rigidité(a) Contreventement réel
Figure 5.2 - Modélisation des contreventements
Tableau 5.1 - Paramètres recalés du modèle numérique














quasiment exactes. La qualité des modes propres obtenus est estimée à travers le calcul
du MAC pour chaque mode (Modal Assurance Criterion [27]), qui mesure le degré de
dépendance linéaire entre les deux vecteurs propres du mode i, expérimental fe??,? et




Les valeurs très proches de l'unité montrent la bonne qualité des modes propres du modèle
numérique. Les amortissements choisis pour le modèle numérique sont du même ordre de
grandeur que ceux mesurés lors des essais d'analyse modale, mais n'ont volontairement
pas été pris identiques. Certaines erreurs expérimentales expliquées à la section suivante
affectent en effet les résultats sur l'amortissement. Des valeurs corrigées par méthode
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d'essais et erreurs à partir de la superposition de réponses sismiques expérimentales et
numériques ont été préférées.
La validation finale du modèle numérique présenté dans ce paragraphe sera effectuée à
la dernière section de ce chapitre. Les fonctions de réponse en fréquence expérimentales
et numériques y sont superposées, de même que des courbes de réponses sismiques ex-
périmentales et issues du modèle. Les erreurs commises par la simulation numérique sur
les réponses expérimentales maximales obtenues lors de l'ensemble des essais sismiques
effectués sur la structure de référence y sont également étudiées.
5.2 Analyse modale expérimentale
Une première estimation expérimentale des fréquences propres de la structure a été ob-
tenue immédiatement après la construction du bâtiment par quelques essais au marteau
d'impact et une simple analyse des réponses enregistrées par transformée de fourrier ra-
pide (FFT, Fast Fourier Transform). Ces essais ont permis de situer les trois premières
fréquences propres de la structure dans sa direction principale (modes de flexion) respecti-
vement aux alentours de 9 Hz, 25 Hz et 40 Hz. Suite à cette estimation préliminaire, deux
types d'essais très différents ont été menés sur la structure afin d'en identifier plus précisé-
ment les propriétés modales : essais en balayage fréquentiel et analyse par décomposition
dans le domaine des fréquence (Frequency Domain Decomposition, nommée FDD par la
suite) .
Les essais en balayage fréquentiel sont ceux fournissant l'information la plus précise
et la plus complète sur les modes de la structure, car elle permet d'identifier avec une
grande précision les fréquences propres et les déformées modales exactes, et permet d'ob-
tenir une valeur d'amortissement de qualité si les essais sont menés de façon suffisamment
précise. Cette méthode est cependant limitée expérimentalement à la capacité fréquen-
tielle des actionneurs fournissant l'excitation du balayage. Dans le cas de l'étude, le vérin
MTS actionnant la table vibrante atteint ses limites proche de 40 Hz, rendant impossible
l'obtention d'une excitation suffisamment nette pour l'analyse du troisième mode propre.
L'analyse modale par FDD fournit des informations moins précises que la méthode expé-
rimentale par balayage fréquentiel, particulièrement concernant l'amortissement, mais a
l'avantage de fournir des résultats sans la connaissance et le contrôle d'une excitation parti-
culière. Un bruit blanc a ainsi pu être utilisé comme excitation pour l'analyse du troisième
mode propre flexionnel de la structure de référence par la méthode FDD. Les besoins en
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précision sur ce mode sont en effet beaucoup moins critiques qu'aux deux premiers modes
dans l'optique du recalage du modèle numérique.
5.2.1 Analyse modale par balayage fréquentiel
Principe théorique des essais
La méthode d'identification modale par balayage fréquentiel repose intégralement sur
la théorie de base de la dynamique des structures pour les systèmes à un seul degré de
liberté, en particulier sur la théorie du régime harmonique forcé décrivant le phénomène
de résonance. L'objectif de ce paragraphe n'est pas de reprendre cette théorie de façon
exhaustive, mais seulement d'en rappeler qualitativement les quelques principaux points
permettant de comprendre les essais expérimentaux effectués. Le lecteur intéressé trouvera
tous les détails théoriques à la référence [35] .
Les essais par balayage fréquentiel consistent à appliquer à la structure une excitation
harmonique d'une amplitude connue et à une fréquence donnée, et à mesurer la réponse
de la structure à cette excitation. Une plage de fréquence d'une largeur choisie est ainsi
balayée à un pas de fréquence choisi. Pour une analyse fiable des modes propres de la struc-
ture, un pas de fréquence très raffiné doit être choisi au voisinage des fréquences propres
pour ne pas manquer le pic de réponse, alors qu'un pas de fréquence plus large peut être
utilisé en s'éloignant du mode. Dans le cas de l'étude, la table vibrante a été utilisée pour
appliquer une accélération harmonique à la base du bâtiment dans sa direction principale
générant ainsi des forces d'inertie harmoniques à chaque étage et les accélérations relatives
résultantes de la structure à chaque étage ont été mesurées. Ce type d'essai étant très long à
effectuer et à analyser, seules des plages de fréquences étroites aux alentours des premières
estimations des modes propres en flexion ont été balayées. Au voisinage des fréquences
propres - si celles-ci sont suffisamment séparées les unes des autres - la structure répond
essentiellement selon le mode ciblé et les contributions des autres modes au comportement
de la structure peuvent être négligées. Le système se comporte donc comme un simple
système à un degré de liberté dont le seul mode est le mode ciblé et sa réponse est presque
parfaitement harmonique. C'est pourquoi la théorie des systèmes à 1 ddl peut s'appliquer.
A chaque pas de fréquence, les amplitudes et les phases des signaux harmoniques d'exci-
tation et de réponse sont extraits des données, et permettent la construction des courbes
de réponses en fréquences (FRF) de la structure. Une première courbe donne le facteur
d'amplification dynamique de la structure en fonction de la fréquence d'excitation (FRF
en amplitude normalisée) par le rapport de l'amplitude de réponse sur l'amplitude d'ex-
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citation. Une seconde courbe donne le déphasage entre le signal de réponse et l'excitation
en fonction de la fréquence d'excitation (FRF en phase). Seules les réponses permanentes
établies de la structure sont mesurées. Un temps suffisant est donc laissé à la structure
après le début de chaque nouvelle excitation pour laisser la réponse transitoire s'amortir.
Une fois les courbes de réponse en fréquence obtenues, l'identification des propriétés
modales est immédiate : la fréquence propre / du bâtiment correspond à la fréquence du
pic de réponse en amplitude normalisée Rd,max et à la fréquence pour laquelle les réponses
du bâtiment et l'excitation appliquée sont en quadrature de phase (déphasage de ±7r/2).
Les amplitudes maximales et le signe du déphasage des différents degrés de liberté mesu-
rés à cette fréquence fournissent une mesure directe du mode propre. Les amortissements
modaux, ?, s'obtiennent par la méthode d'acuité de résonance dont les calculs détaillés
peuvent être trouvés dans la référence [35]. Pour de faibles valeurs, l'amortissement s'ob-
tient alors de l'équation :
où / est la fréquence propre de la structure correspondant à Rd,max, et fa et fb sont les
deux fréquences encadrant le pic de résonance à -3dB (correspondant à un facteur d'ampli-
fication dynamique égal à Rd,max/V2)· L'équation (5.9) montre l'importance d'une bonne
estimation du pic de FRF en amplitude pour l'obtention d'une valeur d'amortissement
précise, surtout si l'amortissement est faible et que le pic de réponse est très étroit. La
mauvaise estimation du pic en raison d'un pas de fréquence trop grand est la principale
source d'erreur sur les amortissements modaux de la méthode par balayage fréquentiel.
Essais et résultats
Seuls les deux premiers modes propres flexionnels de la structure dans sa direction prin-
cipale ont fait l'objet d'une identification modale par balayage fréquentiel. Le troisième
mode flexionnel a été estimé par FDD (voir section suivante). Les modes de torsion et
les modes dans la direction orthogonale n'ont pas été étudiés. Le balayage fréquentiel
de chaque mode a été effectué manuellement plutôt que par incréments automatiques
du contrôleur de la table vibrante, afin de s'assurer à chaque pas de fréquence que les
algorithmes de contrôle de la table vibrante se soient stabilisés et donc que l'excitation
harmonique fournie et la réponse permanente de la structure soient stables au moment de
l'acquisition du signal. A chaque pas de fréquence, 5 s de la réponse des 13 canaux d'ac-
céléromètres installés dans le montage ont été enregistrés à une fréquence de 300Hz. Les
fréquences de coupure des filtres anti-repliement de l'acquisiteur ont été fixées à 100 Hz.
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Tableau 5.2 - Balayage fréquentiel du mode 1 de la structure de référence entre 8.70 Hz et
9.30 Hz
fréquences ?/ (Hz) U9 (g)
8.70 Hz - 8.85 Hz 0.05 0.003
8.86 Hz - 8.96 Hz 0.01 0.003
8.97 Hz - 9.15 Hz 0.01 0.0025
9.20 Hz - 9.30 Hz 0.05 0.003
Tableau 5.3 - Balayage fréquentiel du mode 2 de la structure de référence entre 23.75 Hz
et 24.75Hz
fréquences ?/ (Hz) U9 (g)
23.75 Hz - 24.00 Hz 0.05 0.015.
24.01 Hz - 24.23 Hz 0.01 0.015
24.23 Hz - 24.37 Hz 0.01 0.010
24.37 Hz - 24.50 Hz 0.01 0.015
24.55 Hz - 24.75 Hz 0.05 0.015
Le protocole détaillé du balayage fréquentiel des modes propres 1 et 2 est fourni respec-
tivement aux tableaux 5.2 et 5.3, indiquant les plages de fréquence balayées, les pas de
fréquence utilisés ?/, ainsi que l'amplitude des excitations harmoniques commandées U9
(amplitude adaptée en cours d'essai par mesure de sécurité selon le niveau de vibration
mesuré de la structure).
La construction des courbes de réponse en fréquence de la structure suppose l'extraction
à chaque pas de fréquence des amplitudes maximales et des phases des signaux enregistrés
qui ne sont jamais des fonctions rigoureusement harmoniques comme le suppose la théorie.
Ce travail a été effectué par méthode de curvefitting à l'aide dû logiciel MATLA^ et des
fonctions préprogrammées de la boîte d'outils Ezyfit [20]. Une fonction du temps parfaite-
ment sinusoïdale de la forme générique g(t) = O0 + aisin(2nft + f) a ainsi été recherchée
pour chaque signal d'accélération enregistré. Les paramètres optimaux de la fonction sinu-
soïdale sont calculés par le logiciel, et ai, / et f servent au tracé des fonctions de réponse en
fréquence. Ce procédé d'analyse de données fournit d'excellentes informations concernant
les signaux de réponse de la structure à chaque étage, car ceux-ci sont presque parfaitement
sinusoïdaux sur l'ensemble de la plage de fréquence balayée malgré un signal d'excitation
perturbé. Le procédé est en revanche plus délicat à appliquer à l'accéléromètre situé au
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centre de la table vibrante et mesurant l'excitation réellement soumise à la structure. En
effet, les distorsions de la FRF de la table vibrante observées au chapitre 4 à la figure 4.2
ont pour effet de modifier le signal d'excitation obtenu par rapport à la commande envoyée.
Malgré plusieurs algorithmes de correction présents dans le contrôleur de la table sismique
et qui améliorent grandement le signal de sortie, une partie de ces perturbations persiste.
Ces perturbations sont les plus gênantes aux alentours des fréquences propres de la struc-
ture installée sur la table vibrante, car ces dernières en sont la cause. Dans le cas des essais
par balayage fréquentiel, ces perturbations se traduisent essentiellement par la présence
d'harmoniques de plus hautes fréquences qui s'ajoutent. au signal fondamental commandé,
ainsi que par une amplitude d'excitation variable selon la fréquence malgré une commande
constante. Le traitement du signal d'excitation avant analyse est donc très important afin
d'obtenir une FRF précise, d'autant que la normalisation des amplitudes de réponse de
la structure par rapport à l'amplitude réelle de l'excitation devient indispensable. Sans
aucun traitement, le signal de commande enregistré n'est pas utilisable pour une analyse
par curvefitting. A chaque pas de fréquence, le signal d'excitation mesuré a donc été filtré
numériquement pour n'extraire que la composante fondamentale. Celle-ci est en effet seule
responsable de la réponse parfaitement harmonique de la structure à cette fréquence. La
figure 5.3 présente à titre d'exemple le signal d'excitation obtenu à la fréquence du mode
1 avant et après filtrage. Après traitement, le phénomène décrit précédemment n'a qu'un
effet insignifiant sur les résultats de l'analyse du premier mode de la structure. L'effet
est cependant plus important pour l'analyse du mode 2 pour lequel le signal d'excitation
obtenu après filtrage présente encore à certaines fréquences une sorte de modulation par
des fréquences plus basses que la fréquence fondamentale (figure 5.4). La conséquence est
une sous-estimation de l'amplitude d'excitation lors du processus de curvefitting et donc
une légère surestmation de la FRF en amplitude normalisée. Concernant les propriétés
dynamiques extraites, seul l'amortissement modal peut réellement être affecté par cette
erreur, et il faut considérer le résultat obtenu au mode 2 comme un très bon ordre de
grandeur sous-estimant probablement un peu la valeur réelle de l'amortissement.
Les figures 5.6 et 5.7 présentent les courbes de réponses en fréquence en amplitude et
en phase à chaque étage de la structure à partir desquelles les propriétés modales expé-
rimentales ont été extraites. Les tableaux 5.4 à 5.6 présentent les propriétés modales des
deux premiers modes propres flexionnels de la structure de référence, obtenues expéri-
mentalement par balayage fréquentiel. On notera que si l'amortissement du mode 2 est
probablement un peu sous-estimé pour les raisons expliquées auparavant, l'amortissement
du mode 1 est lui probablement légèrement sur-estimé, car le pic de ce mode semble avoir
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— excitation filtrée — curvefitting
0,5 1,0 1,5 0 0,5 1,0
t(s) t(s)
(a) Excitation réelle (b) Excitation filtrée et curvefitting
Figure 5.3 - Excitation à la base pour le balayage fréquentiel du mode 1 (8.95 Hz)
0,5 1,0
— excitation filtrée — curvefitting
1,5 0,5 1,0
t(s) t(s)
(a) Excitation réelle (b) Excitation filtrée et curvefitting
Figure 5.4 - Excitation à la base pour le balayage fréquentiel du mode 2 (24.27 Hz)
été coupé en raison d'un pas de fréquence légèrement trop grand (figure 5.6a). La figure 5.5
illustre les déformées modales de la structure de référence obtenues expérimentalement.
Les propriétés dynamiques des essais par balayage fréquentiel aux tableaux 5.4 à 5.6 sont
comparées à celles obtenues numériquement et expérimentalement par FDD. Celles obte-
nues par balayage fréquentiel servent de référence étant donné la précision de la méthode.
On remarque que les valeurs d'amortissement modaux utilisées pour les simulations nu-
mériques ont été corrigées par rapport aux résultats du balayage fréquentiel en fonctions
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des remarques faites précédemment sur le sujet.
Tableau 5.4 - Fréquences propres de la structure de référence
balayage FDD simulation erreur
fréquentiel numérique modèle^
/re/ii (Hz) 8.95
mode 1 ave/,i (rad/s) 56.23
. Tref',1 (S) 0.112
/re/i2 (Hz) 24.27
mode 2 cJre/,2 (rad/s) 152.52
Tref',2 (S) 0.041
/re/,3 (Hz)



















t par rapport au balayage fréquentiel (modes 1 et 2) ou par rapport à
la FDD (mode 3)





































t par rapport au balayage fréquentiel (modes 1 et 2) ou par rapport à la
FDD (mode 3)
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(b) Mode 2 (balayage fréquentiel)
—* U3 Mode a·
/„/tS=3a04ffz
«„,¿3=239.0 rad/s— vlz T^3=0.ms
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U1
(c) Mode 3 (FDD)
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(b) FRF de phase
Figure 5.6 - FRF expérimentale du mode 1 de la structure de référence
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Figure 5.7 - FRF expérimentale du mode 2 de la structure de référence
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5.2.2 Analyse modale par FDD
Principe théorique de la méthode
Des essais d'analyse modale par méthode de décomposition dans le domaine des fré-
quences (FDD, Frequency Domain Decomposition) ont été entrepris sur la structure de
référence, afin d'obtenir des informations suffisantes sur le troisième mode propre flexion-
nel dans la direction principale. Ce dernier ne pouvait être étudié par balayage fréquentiel
en raison des limites de l'actionneur de la table vibrante. Le principal atout de la méthode
d'analyse modale par FDD est qu'elle ne requiert pas la connaissance ou l'enregistrement
de l'excitation de la structure. Elle est ainsi principalement utilisée pour la caractérisation
des grands ouvrages (ponts, immeubles, barrages, . . . ) où il est très difficile ou très coû-
teux en pratique d'exciter la structure pour effectuer un balayage fréquentiel. En général,
la mesure des vibrations ambiantes suffit à fournir de bons résultats. Les essais expérimen-
taux reliés à la méthode d'analyse sont donc extrêmement simples, puisqu'il suffit de poser
adéquatement les capteurs désirés sur la structure et de faire l'acquisition des signaux de
réponse pendant une durée suffisante. Dans le cadre du projet, une excitation par bruit
blanc à la base de la structure a tout de même été appliquée par la table vibrante afin
d'obtenir des niveaux de réponses élevés permettant d'améliorer énormément le rapport
signal sur bruit des capteurs, et donc la qualité des résultats pour une nombre limité
d'essais. La méthode d'analyse FDD donne cependant des résultats moins précis qu'un
balayage fréquentiel sur les caractéristiques modales des structures, tout particulièrement
sur les amortissements. Une étude concernant la précision et la validité de la méthode FDD
pour des applications aux structures de génie civil a été menée par Lamarche, Paultre, et
Proulx [27, 28] sur un bâtiment expérimental en béton à échelle réduite et à deux étages.
L'étude a montré la validité de la méthode FDD pour des études dynamiques en génie
civil (erreur maximum sur les fréquences propres aux alentours de 5%).
Si les essais reliés à la méthode FDD sont très simples, l'analyse et le traitement des
données menant aux propriétés modales de la structure sont beaucoup plus complexes. La
méthode et ses étapes reposent sur une théorie mathématique élaborée qui ne sera pas
développée dans ce mémoire. Tous les détails théoriques de la FDD peuvent être trouvés
dans les références [27] [9] et [19]. Ce paragraphe est un résumé très bref des étapes suc-
cessives de l'analyse permettant de comprendre la signification des grapiques et résultats
expérimentaux présentés par la suite. Ce résumé est directement issu de la référence [28] :
Une fois les vibrations de la structure enregistrées, la théorie de la FDD s'appuit sur
l'analyse des densités spectrales de puissance (PSD) et sur les hypothèses d'une excitation
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par un bruit blanc pur Gaussien et de modes propres de la structure faiblement amortis.
Une matrice des PSD est construite pour chaque fréquence de vibration, puis décomposée
en valeurs singulières (SVD, Single Value Decomposition). Tous les modes contribuant
au comportement vibratoire de la structure à une fréquence donnée sont ainsi séparés en
valeurs singulières (organisées par valeurs décroissantes) et en vecteurs orthogonaux. Les
fréquences propres de la structure sont repérées sur les spectres fréquentiels des valeurs sin-
gulières par identification des pics, et le premier vecteur issu de la SVD à la fréquence d'un
pic est une approximation du mode propre recherché. A cette fréquence, toute l'énergie
peut être attribuée au mode propre identifié, et les autres valeurs singulières ne corres-
pondent quasiment qu'à du bruit décomposé présent dans le signal enregistré. Le calcul de
l'amortissement pour un mode donné s'effectue par identification de "cloches spectrales"
aux alentours du pic, définies en comparant le vecteur propre identifié aux autres estima-
tions du vecteur pour les fréquences avoisinant le pic. La comparaison s'effectue par le biais
du MAC (équation (5.8)) et seules les fréquences dont le MAC est suffisant sont retenues
pour l'analyse. On définit ainsi sur le spectre des valeurs singulières une "cloche spectrale"
comparable à celle d'un système équivalent à un seul ddl. Le calcul de la transformée de
Fourier inverse (IFFT) de cette cloche fournit une fonction temporelle d'auto-corrélation
qui permet de raffiner l'estimation de la fréquence du mode et de calculer l'amortissement
modal par décrément logarithmique [35].
Essais et résultats
Plutôt que de se contenter des vibrations ambiantes de la structure de référence, celle-ci
a été excitée par un bruit blanc à sa base fourni par la table vibrante. Le rapport signal
sur bruit des signaux enregistrés a ainsi été largement amélioré, mais l'acquisition de l'ex-
citation a été nécessaire afin d'extraire à partir des accélérations absolues les accélérations
relatives de la structure, seules grandeurs utiles pour l'analyse modale. Le bruit blanc
utilisé pour les essais correspond à une intensité moyenne de 0.025^ RMS, mais n'est pas
parfait en raison des difficultés de calibration de la table sismique. Sa distribution spectrale
réelle correspond à la FRF de la table sismique avec la structure de référence présentée à
la figure 4.2. Les 12 accéléromètres équipant la structure et l'accéléromètre installé sur la
table vibrante ont été enregistrés pour une durée totale de 4 fois 5 minutes, soit 1200 s,
à une fréquence de 300Hz. Les filtres antirepliement de l'acquisiteur ont été fixés à une
fréquence de coupure de 100 Hz. Les résultats présentés n'exploitent que les trois accélé-
rations relatives enregistrés au centre de la structure dans la direction principale et dans
la direction orthogonale.
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Les résultats ont été obtenus avec le logiciel ARTEMIS [6] avec l'aide précieuse de Jean
Proulx, professeur à l'Université de Sherbrooke, et de Charles-Philippe Lamarche, candi-
dat au doctorat de l'Ecole Polytechnique de Montréal. La figure 5.8 présente le spectre
frequentici des deux premières valeurs singulières issu de l'analyse des essais par FDD. Les
portions du spectre mises en valeurs correspondent aux cloches spectrales utilisées pour
l'identification des trois premiers modes propres flexionnels de la structure de référence
dans sa direction principale. La transformée de Fourier inverse des trois cloches spectrales
précédentes fournit les fonctions d'auto-corrélation temporelles. Ces fonctions ont permis
l'obtention pour chaque mode d'une valeur d'amortissement modal et d'une valeur raffi-
née de la fréquence propre. Les propriétés modales de la structure de référence issues de
l'analyse par FDD sont résumées aux tableaux 5.4 à 5.6, et sont comparées aux valeurs
du modèle numérique (modes 1 à 3) et à celles issues de l'analyse modale par balayage
fréquentiel (modes 1 et 2). On note que les erreurs commises par la FDD par rapport
au balayage fréquentiel sur les modes 1 et 2 (fréquences et déformées) sont très faibles et
même inférieures aux ordres de grandeur constatés dans l'étude de Lamarche, Paultre et
Proulx aux références [27, 28]. Seules les estimations des taux d'amortissement manquent
de précision, avec en particulier une importante surestimation au mode 1. En l'absence de
résultats issus d'une analyse par balayage fréquentiel, les résultats obtenus sur le troisième
cloches spectrales d'identification: — mode 1 *— mode 2 ~ mode 3
s§
10 15 20 25
Fréquence (Hz)
30 35 40
Figure 5.8 - Spectre des deux premières valeurs singulières issues de la FDD
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mode par FDD ont servi de référence pour le recalage du modèle numérique de la structure
de référence.
5.3 Validation du modèle numérique
Les résultats de l'analyse modale expérimentale menée sur la structure de référence
a permis le recalage du modèle numérique à travers certains de ses paramètres tel que
présenté plus tôt dans ce chapitre. La comparaison des propriétés modales obtenues, nu-
mériques et expérimentales, très proches les unes des autres, permet de valider le modèle
numérique pour une utilisation dans des simulations d'essais dynamiques. La figure 5.9
confirme l'équivalence des propriétés dynamiques des systèmes expérimentaux et numé-
riques en superposant de façon très satisfaisante la FRF complète du modèle numérique
(en accélération au troisième étage) aux cloches spectrales des modes 1 et 2 obtenues ex-
périmentalement par balayage fréquentiel (pour plus de lisibilité, les FRF d'amplitude ont
été tracées en échelle logarithmique en ordonnées).
Cette section a pour but de valider quantitativement le modèle numérique MATLAEÍ®
pour une utilisation dans le cadre du calcul de réponses sismiques correspondant aux
essais expérimentaux présentés au chapitre 7. Ainsi validé, le modèle numérique et les
simulations peuvent servir tant à des fins sécuritaires pour la prévision du niveau de
réponse attendu avant chaque essai sismique expérimental, que pour se substituer aux
résultats des essais sismiques réels obtenus avec la structure de référence lorsque certaines
difficultés expérimentales interviennent. Pour que le modèle numérique puisse être utilisé
à ces fins, les réponses sismiques du modèle doivent pouvoir être superposées aux réponses
expérimentales issues des essais sur la structure sans amortisseur, et les erreurs commises
sur les niveaux de réponses maximales doivent être quantifiées.
L'étude a été menée sur l'ensemble des essais sismiques effectués sur la structure de
référence. Ces essais, leur but, et leurs caractéristiques sont présentés plus en détail au
chapitre 7. En particulier, le tableau 7.1 résume les essais sismiques menés sur la structure
de référence. Il s'agit au total de 24 essais, répartis en 8 excitations sismiques différentes
chacune menée à trois intensités différentes. Les excitations utilisées sont les séismes arti-
ficiels générés par Atkinson [7], compatibles avec le spectre UHS de la région de Montréal,
sur lesquels plus de détails seront fournis au chapitre 6 (en particulier concernant leur
nomenclature). Les simulations numériques utilisent la méthode de Newmark avec accé-
lération linéaire pour le calcul des réponses temporelles du modèle, avec un pas de temps
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— modèle numérique — mode 1 expérimental — mode 2 expérimental
1000
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(a) FRF d'amplitude (facteur d'amplification dynamique)
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Figure 5.9 - FRF numérique normalisée de la structure de référence (accélération étage 3)
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?? = 0.625 ? ??"3 s permettant une bonne précision et la stabilité de la méthode d'intégra-
tion numérique. On compare ici les réponses obtenues expérimentalement lors des essais
sur la structure de référence, et les réponses issues de la simulation pour l'excitation réelle
enregistrée à la base de la structure lors de l'essai en question. Les figures 5.10, 5.11 et 5.12
comparent à titre d'exemple les réponses sismiques expérimentales et numériques obtenues
pour un des séismes de la série (respectivement les séismes 1M7D70-1 à PGA = 0.07%,
1M6D30-4 à PGA = 0.182î/, et 1M6D30-2 à PGA = 0.22Sg). Chaque figure correspond
à une des catégories d'intensité (et à un séisme différent parmi les huit) afin d'illustrer
la linéarité de l'étude tant que les intensités sismiques choisies permettent au montage de
rester en dessous de ses limites élastiques. On note que les courbes numériques, sans être
parfaitement identiques aux courbes expérimentales, fournissent une excellente estimation
de l'évolution temporelle des réponses de la structure. Les écarts les plus importants sont
constatés sur les courbes du drift en raison du manque de précision des capteurs pour
les ordres de grandeur des déplacements mesurés (cf chapitre 7). Seules les grandeurs qui
seront utilisées dans les chapitres suivants pour l'étude des performances du système de
contrôle sont ici illustrées, soit : l'accélération au 3ème étage de la structure U3, le dépla-
cement au 3ème étage M3, le déplacement interétage au 1er étage dx, et la force axiale dans
les contreventements du 1er étage FaxA (les courbes de moment de renversement M0 et de
cisaillement à la base V0, issues d'un calcul et non d'une mesure expérimentale directe, ne
sont pas représentées ici). Le tableau 5.7 résume les erreurs commises par la simulation
numérique pour chaque séisme sur l'estimation des réponses maximales expérimentales.
Certaines de ces valeurs seront utilisées au chapitre 7 pour corriger les résulats sismiques
issus du modèle numérique dans les cas où il faut y avoir recours. Les erreurs moyennes cal-
culées ainsi que les écarts-type sont représentatifs de la précision globale de la simulation
numérique pour des excitations simiques. Les erreurs moyennes commises par le modèle
sur l'ensemble des séismes et des variables étudiées est très faible, soit toujours inférieures
à ±4% à l'exception du drift dont l'erreur moyenne est un peu plus élevée. On remarque
cependant que l'écart-type calculé sur les erreurs commises est assez élevé, entre 6% et 7%,
indiquant que la précision de la simulation peut être assez variable d'un séisme à l'autre.
L'étude conjointe des erreurs moyennes et des écart-types permet raisonnablement d'esti-
mer la précision globale des simulations à moins de ±10% d'erreur. Le tableau 5.8 présente
les mêmes résultats que précédemment, mais organisés sous la forme d'erreurs moyennes
commises par le modèle numérique sur chaque excitation sismique en considérant les trois
intensités testées. On obtient ainsi une bonne idée des erreurs commises par simulation
sur les réponses maximales pour un séisme donné.
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Accélération étage 3 — exp. — simulation




Figure 5.10 -Réponses sismiqües expérimentales et numériques, 1M7D70-1 PGA = 0.078#
Accélération étage 3 simulation
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Figure 5.11 - Réponses sismiques expérimentales et numériques, 1M6D30-4 PGA = 0.182(7
Accélération étage 3 exp. — simulation
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Figure 5.12 - Réponses sismiques expérimentales et numériques, 1M6D30-2 PGA = 0.228#
Tableau 5.7 - Erreurs du modèle sur l'estimation des réponses sismiques maxi-
males ¦
séisme PGA U3 n3 d\ FaxA M0 V0
1M6D30-1 0.100g 3.81% -2.48% 3.80% 0.11% -2.28% -2.85%
1M6D30-2 0.076g -1.24% -1.86% 7.57% 4.95% -1.32% 0.60%
1M6D30-3 0.115g -2.35% -1.47% 2.26% -2.81% -1.41% -6.23%
1M6D30-4 0.073g -6.56% -8.53% 2.11% -0.99% -5.73% -3.73%
1M7D70-1 0.078g 7.24% 4.07% 19.16% 8.06% 5.35% 4.18%
1M7D70-2 0.068g -16.31% 0.61% -0.63% -2.38% 1.29% -2.33%
1M7D70-3 0.100g -6.63% -0.85% 9.65% 9.25% -5.71% 9.17%
1M7D70-4 0.073g -6.15% 2.45% 3.65% -5.93% 1.07% -7.20%
1M6D30-1 0.250g 0.74% -5.73% 8.59% 2.98% -0.91% -0.79%
1M6D30-2 0.190g -1.30% -6.38% 7.44% 3.49% -2.88% -0.90%
1M6D30-3 0.287g -4.75% -6.75% 5.67% 0.63% -1.38% -1.66%
1M6D30-4 0.182g 1.74% 0.82% 15.29% 8.18% 7.18% 6.36%
1M7D70-1 0.195g -11.91% -12.17% -0.94% -4.27% -10.86% -7.49%
1M7D70-2 0.170g -11.40% -7.51% 5.20% -0.53% -3.42% -4.57%
1M7D70-3 0.250g -0.96% -0.25% 7.69% 1.06% -0.48% 3.28%
1M7D70-4 0.182g -2.06% -1.32% 14.23% 9.60% 0.67% 7.23%
1M6D30-1 0.300g 0.87% -2.99% 9.04% 4.34% -0.46% 1.04%
1M6D30-2 0.228g 0.77% -5.41% 7.41% 4.83% -0.48% 0.14%
1M6D30-3 0.345g -2.96% -3.61% 6.05% 3.23% -1.03% 0.95%
1M6D30-4 0.219g 7.42% 2.65% 18.20% 13.17% 11.52% 12.40%
1M7D70-1 0.234g -15.29% -14.86% -0.64% -4.12% -15.15% -6.78%
1M7D70-2 0.204g -13.53% -20.33% -3.26% -7.52% -16.42% -13.75%
1M7D70-3 0.300g 0.85% 0.98% 7.63% 3.20% 1.65% 3.91%
1M7D70-4 0.219g 3.56% -0.83% 24.53% 19.27% 1.27% 16.97%
moyenne -3.18% -3.82% 8.26% 2.82% -1.66% 0.33%
écart-type, s 6.53% 5.69% 6.93% 6.17% 6.02% 6.76%
t les valeurs expérimentales à l'intensité la plus faible manquent de précision, et
ne sont donc pas considérées pour les calculs de moyenne et d'écart-type.
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Tableau 5.8 - Erreurs moyennes du modèle numérique par séisme
séisme U3 U3 d\ FaXtl M0 Vb
moyenne s moyenne s moyenne s moyenne s moyenne s moyenne s
1M6D30-1 1.81% 1.42% -3.73% 1.42% 8.82% 0.23% 2.48% 1.76% -1.22% 0.77% -0.87% 1.59%
1M6D30-2 -0.59% 0.96% -4.55% 1.94% 7.42% 0.02% 4.42% 0.67% -1.56% 0.99% -0.05% 0.63%
1M6D30-3 -3.35% 1.02% -3.95% 2.17% 5.86% 0.19% 0.35% 2.47% -1.27% 0.17% -2.31% 2.97%
1M6D30-4 0.87% 5.74% -1.69% 4.89% 16.74% 1.45% 6.79% 5.86% 4.33% 7.33% 5.01% 6.65%
1M7D70-1 -6.65% 9.92% -7.65% 8.37% -0.79% 0.15% -0.11% 5.78% -6.89% 8.83% -3.36% 5.34%
1M7D70-2 -13.75% 2.01% -9.08% 8.62% 0.97% 4.23% -3.48% 2.96% -6.18% 7.49% -6.88% 4.94%
1M7D70-3 -2.25% 3.19% -0.04% 0.76% 7.66% 0.03% 4.50% 3.47% -1.51% 3.09% 5.45% 2.64%
1M7D70-4 -1.55% 3.98% 0.10% 1.68% 19.38% 5.15% 7.65% 10.38% 1.00% 0.25% 5.67% 9.93%




Etude numérique et propriétés
dynamiques de la structure amortie
Le modèle numérique MATLAB® de la structure de référence du projet, présenté au
chapitre précédent, a servi de base pour le développement d'un modèle numérique de la
structure équipée d'amortisseurs. Le squelette du modèle ainsi que la plupart des para-
mètres physiques issus du recalage du modèle de la structure de référence ont donc été
repris, et seuls des éléments modélisant le comportement mécaniques des amortisseurs en
caoutchouc naturel ont été ajoutés/Certains paramètres ont également été réajustés en
raison des modifications légères apportées à la géométrie par l'introduction du système de
contrôle. Le modèle obtenu pour la structure amortie est un modèle pseudolinéaire utilisant
pour les amortisseurs le modèle linéaire viscoélastique équivalent présenté au chapitre 2.
Le modèle élaboré n'est cependant pas strictement linéaire, puisqu'il tient compte de la
dépendance non linéaire des paramètres viscoélastiques équivalents du caoutchouc naturel
fibre F-80 (chapitre 3), selon les intensités choisies des excitations sismiques.
Le modèle MATLAB® de la structure amortie a été principalement utilisé pour effectuer
une étude numérique prévisionnelle des performances de contrôle de la structure équipée
d'amortisseurs et soumise à des excitations sismiques. En particulier, une étude paramé-
trique sur la rigidité des amortisseurs utilisés a été effectuée. Les résultats de cette étude
et l'utilisation du modèle pseudolinéaire constituent les outils principaux de la procédure
de dimensionnement qui a conduit au choix des amortisseurs utilisés expérimentalement
dans le projet.
Ce chapitre présente de façon détaillée le modèle numérique développé pour la prévision
du comportement de la structure amortie. L'étude numérique des performances de contrôle
sismiques de la structure amortie est ensuite présentée, permettant de faire resortir les
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atouts de l'application en terme de conception parasismique. A cette occasion, l'influence
du choix de la rigidité des amortisseurs est démontrée par une étude paramétrique. Le
dimensionnement des amortisseurs du projet fait suite à cette étude. Des essais d'analyse
modale similaires à ceux de la structure de référence ont permis de connaître les proprié-
tés dynamiques de la structure équipée d'amortisseurs. Ces essais et leurs résultats sont
présentés à la fin de ce chapitre, permettant de comparer les propriétés dynamiques fon-
damentales de la structure de référence et de la structure équipée du système de contrôle.
Ces essais fournissent des informations précieuses pour la compréhension du comportement
non-linéaire de la structure amortie.
6.1 Modèle numérique de la structure amortie
6.1.1 Modèle de comportement des amortisseurs
Le modèle de comportement linéaire viscoélastique équivalent des matériaux NR et
HDR, présenté au chapitre 2, a été utilisé. Ce choix a été motivé par l'efficacité prouvée de
ce modèle aux faibles déformations en cisaillement [17, 31], et par la volonté d'obtenir un
modèle simple et rapide en calcul pour la structure amortie. Ce dernier aspect est essentiel
lorsqu'on s'inscrit dans une logique de dimensionnement efficace d'un système de contrôle.
Afin de faciliter la lecture de ce chapitre, les principales caractéristiques du modèle
linéaire viscoélastique équivalent utilisé sont rappelées ci-dessous. Les équations (2.8)
à (2.12) du modèle viscoélastique parfait décrivent entièrement le comportement des amor-
tisseurs :
- en notation réelle :
F(t) = K'xit) + ^£L¿(Í)
- en notation complexe :
F(t) = K' (I + iveq)x(t)
où F(t) est l'effort de cisaillement à travers l'amortisseur, et a;(i) est l'élongation en ci-
saillement de .la couche de caoutchouc de l'amortisseur. K' est tel que :
h
où A et h sont l'aire en cisaillement et l'épaisseur de la couche de caoutchouc de l'amor-
tisseur. Dans le cas d'excitations sismiques, la fréquence d'excitation harmonique ? du
modèle est choisie égale ä la valeur de la première pulsation propre de la structure amortie
<jüved ? selon laquelle le matériau amortissant va essentiellement se déformer. Les valeurs
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utilisées des paramètres viscoélastiques équivalents Geq et ?e<1 sont celles issues des résul-
tats de caractérisation du caoutchouc naturel fibre F-80 du chapitre 3. Seule l'importante
dépendance non linéaire de ces propriétés avec la déformation en cisaillement 7 a été
prise en compte. Les propriétés viscoélastiques équivalentes utilisées sont donc celles de
l'équation (3.4) :
r Ge<?(7) = 1.566 7"0·4618 (MPa)
1 Ul) = ^ = 9-76 ?"0'1194 (%)
Les valeurs de paramètres viscoélastiques équivalents données par l'équation précédente
sont valables au delà de 5% de déformation seulement, car aucune valeur n'a été recherchée
pour des déformations inférieures lors de la caractérisation. L'équation précédente four-
nissant des valeurs très élevées (tendant vers l'infini) aux très faibles déformations, il n'est
pas raisonnable d'en extrapoler les résultats. Le modèle numérique de la structure amortie
n'est donc valable qu'au delà de 5% de déformation des amortisseurs. La figure 6.1 com-
pare les courbes d'hystérésis simulées avec le modèle linéaire viscoélastique équivalent et les
courbes réelles obtenues pour une excitation harmonique à 4 Hz à différentes déformations
en cisaillement pour un des échantillons de matériau F-80 utilisé lors de la caractérisation
(courbes d'hystérésis expérimentales déjà présentées à la figure 3.7). Certaines différences
entre le modèle et la simulation s'expliquent par le fait que l'excitation expérimentale
n'est pas un signal harmonique parfait tandis qu'un sinus parfait a été considéré pour les
courbes simulées. On note une très bonne cohérence entre le modèle et la réalité à 5%,
20% et 50% de déformation. Aux déformations plus grandes, les non linéarités du matériau
créent des différences notables avec le modèle. Un modèle bilinéaire semblerait alors plus
approprié si les ressources et les temps de calcul nécessaires ne posaient pas de problème
à l'utilisateur. Autrement, une simple optimisation de la définition de la rigidité équiva-
lente Keq de l'équation (2.15) telle que suggérée au chapitre 2 offrirait probablement une
meilleure estimation de la courbe d'hystérésis expérimentale aux grandes déformations.
Les valeurs des paramètres viscoélastiques équivalents à utiliser dans le modèle sont
celles correspondant aux déformations maximales attendues lors d'une excitation donnée.
Pour un dimensionnement, il est facile d'imposer une valeur unique à cette déformation
qui va correspondre au point de fonctionnement désiré des amortisseurs du projet. C'est
la démarche utilisée plus loin dans ce chapitre lors du dimensionnement des amortisseurs
et que l'on retrouve dans la littérature pour le dimensionnement d'isolateurs ou d'appuis
de pont. Dans ce cas, le modèle présenté précédemment est parfaitement linéaire puisqu'il
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Figure 6.1 - Comparaison des hystérésis relies et simulées du matériau F-80
complexe lorsque les dimensions finales des amortisseurs sont fixées et que l'on cherche
à estimer plus précisément les réponses à une excitation quelconque et à des intensités
variables. En effet, la déformation maximale des amortisseurs sous l'excitation particulière
considérée est alors inconnue et le point de fonctionnement adéquat doit être recherché pour
un calcul optimal des réponses de la structure. Dans cette situation, le modèle numérique
MATLAB® de la structure amortie présenté dans ce chapitre calcule la réponse finale
de la structure par itérations successives sur les valeurs des paramètres viscoélastiques du
matériau (suivant l'équation (3.4)) jusqu'à obtenir à la fin d'une itération des déformations
maximales calculées compatibles avec les valeurs de paramètres viscoélastiques utilisés à
cette itération. Lors de ce calcul, la valeur du paramètre du modèle ? = ??ß?,? est elle
aussi recalculée à chaque itération, car les propriétés fondamentales de la structure amortie
varient selon l'intensité de l'excitation subie par la structure. Ce point sera développé plus
122
explicitement plus loin dans le chapitre.
Le modèle ainsi obtenu pour la structure équipée du système de contrôle est un mo-
dèle que l'on peut qualifier de pseudolinéaire, car même s'il prend en compte, par calculs
itératifs, la non-linéarité du matériau amortissant F-80 avec la déformation maximale en
cisaillement exercée, le calcul final de la réponse de la structure reste en soi parfaitement
linéaire. La linéarité finale du modèle est importante, car les simulations ont été l'outil
principal d'une étude paramétrique des performances de contrôle- sismiques de la structure
amortie, très coûteuse en calculs, et de la procédure de dimensionnement des amortisseurs.
Ces études auraient été beaucoup plus fastidieuses si un modèle non linéaire du compor-
tement du matériau amortissant - mais probablement plus précis - avait été choisi.
6.1.2 Description du modèle de la structure amortie
La structure expérimentale équipée de ses amortisseurs a été modélisée sous MATLAB®
en reprenant en grande partie le squelette et les hypothèses du modèle de la structure de
référence décrit au chapitre 5. La figure 6.2 présente schématiquement le modèle utilisé
et ses hypothèses, à comparer au modèle de référence illustré à la figure 5.1. A nouveau,
une seule des deux façades du bâtiment a été modélisée et uniquement dans le plan des
chevrons (modèle 2D). Le modèle comporte cette fois-ci un total de 15 éléments. On y
retrouve les 6 colonnes, 3 poutres rigides, 3 éléments "chevron" tels que définis au cha-
pitre 5, et 3 éléments amortisseurs (1 par étage) ont été ajoutés au modèle, connectés en
série avec les éléments chevron entre les poutres rigides des étages inférieurs et supérieurs.
La définition des éléments amortisseurs est donnée plus loin dans ce paragraphe. Les hypo-
thèses effectuées pour le modèle amorti restent les même que celles du modèle de référence
(chapitre 5), à l'exception de la modélisation des masses qui sont cette fois concentrées
au niveau des planchers et au niveau des amortisseurs. Le modèle obtenu comporte ainsi
10 degrés de libertés (ddl) : 6 ddl dynamiques (avec masse) en déplacement horizontal,
et 4 ddl statiques (sans masse). Les ddl en translation correspondent aux déplacements
des planchers (coïncidant avec la connexion supérieure des amortisseurs) et aux déplace-
ments des connexions inférieures des amortisseurs, et les ddl en rotation correspondent à la
flexion des poteaux, continus sur les trois étages. Comme pour le modèle de la structure de
référence, les ddl en rotation, sans masse, ont été éliminés dans les calculs par condensation
statique pour finalement obtenir un modèle à seulement 6 ddl en déplacement.
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ext rie.






-masse concentrée aux étages
-diaphragme rigide aux étages
-poutres rigides
-connexions rotulées
-effets de torsion négligés
-rigidités doublées, car 2 baies
-amortissement de Rayleigh
superposé à l'effet des amortisseurs
-amortisseurs viscoélastiques linéaires
-propriétés viscoélastiques éq.
dépendant de la déformation max
Figure 6.2 - Modèle numérique MATLAE^ de la structure amortie
Assemblage de la matrice de masse, ''¦ved
Contrairement au modèle de la structure de référence pour lequel les masses ont été
exclusivement concentrées aux planchers, une partie des masses du modèle amorti a égale-
ment été concentrée au niveau des amortisseurs et de leur ddl en translation. La nouvelle
124
Tableau 6.1 - Masses concentrées du modèle amorti
m'i (kg) mved,i {kg)
étage 1 1887 63
étage 2 1876 62
étage 3 1703 62
matrice de masse réduite du modèle, Mved, est donc :
mvedA 0 0 0 0
0 m[ 0 0 0
M _ 0 0 m„ed)2 0 0mved- 0 0 o m'2 0
0 0 0 0 mved¿
0 0 0 0 0
Les m'i correspondent aux masses attribuées aux planchers et comprennent toutes les
masses additionnelles et structurales au niveau des planchers, les masses des poteaux des
demis étages inférieurs et supérieurs, les masses des contreventement en X (direction or-
thogonale) des demis étages inférieurs et supérieurs, les masses des chevrons du demi étage
supérieur, ainsi que la moitié de la masses des amortisseurs connectés à ce plancher. Les
™>ved,i correspondent aux masses attribuées aux amortisseurs et comprennent la moitié
de la masse des amortisseurs eux-mêmes, la masse de leurs éléments de connections in-
férieurs, ainsi que la masse des chevrons du demi étage inférieur. Les masses concentrées
aux planchers restent évidemment très nettement supérieures aux masses des amortisseurs.
Les valeurs des masses ainsi calculées et utilisées dans le modèle amorti sont résumées au
tableau 6.1.
Matrices élémentaires des éléments amortisseurs :
Les éléments amortisseurs introduits dans le modèle amorti modélisent les deux VED
agissant en parallèle à chaque étage. Ces éléments sont des éléments à deux ddl en trans-
lation horizontale répondant au modèle de comportement viscoélastique pseudo-linéaire
détaillé en début de chapitre. Si Xi1J et x<i¿ sont les deux ddl décrivant la déformation
en cisaillement de l'élément, et Fi1* et F2)¿ sont les efforts correspondant, la loi de com-























Ai est l'aire totale de matériau amortissant en cisaillement à l'étage i soit la somme des
aires en cisaillement des deux amortisseurs de l'étage, et hi est l'épaisseur moyenne des
deux amortisseurs de l'étage i. Les dimensions d'amortisseurs utilisées dans le modèle
pour chaque étage sont les dimensions réelles mesurées des amortisseurs, présentées au
tableau 4.5 au chapitre 4. Les valeurs des paramètres viscoélastiques équivalents Geq¿ et
77egi¿ utilisées dans le modèle sont celles issues de l'étude de caractérisation du chapitre 3
à l'équation (3.4). Elles sont déterminées, avec la valeur de ?, par itérations successives
selon la méthode décrite à la section précédente présentant le modèle de comportement
pseudolinéaire du matériau amortissant.
Les deux matrices K¿ e et K" e identifiées à l'équation (6.2) sont les matrices élémen-
taires de l'élément amortisseur de l'étage i contribuant respectivement à la matrice de
rigidité globale K^ et à la matrice d'amortissement globale Cved du modèle de la struc-
ture amortie.
Assemblage de la matrice de rigidité, Kved :
Comme pour l'assemblage de la matrice de rigidité globale du modèle de référence Kref,
la matrice de rigidité globale du modèle amorti K„e(i a été obtenue par assemblage direct
des matrices de rigidité élémentaires de tous les éléments puis par condensation statique
des ddl en rotation sur les ddl en translation pour n'obtenir qu'une matrice de rigidité
réduite de dimension 6x6. La rigidité globale de la structure résulte de l'action en pa-
rallèle des poteaux et du système en série de chevrons et d'amortisseurs. Bien que leur
contribution à la rigidité globale de la structure amortie soit encore faible, les poteaux
ont à nouveau été pris en compte. L'insertion des amortisseurs dans la structure n'ayant
aucune incidence sur les poteaux, la même matrice de rigidité élémentaire des éléments
poteaux à l'étage i, Keci (équation (5.2)), a été utilisée dans le modèle amorti. L'ensemble
des paramètres définissant ces matrices de rigidité élémentaires conservent les mêmes va-
leurs que pour le modèle de la structure de référence. Comme pour le modèle de référence,
les contreventements en chevron ont été modélisés par des éléments chevron tels que dé-
finis au chapitre 5, et leur matrice de rigidité élémentaire à l'étage i Kf ¿, présentée à
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l'équation (5.3), a été reprise :
K£ ¡ = 4 x kbti x cos(6>i)i;ed)2 1 -1-1 1 (6.3)
Les contreventements utilisés dans la structure amortie étant les mêmes membrures que
celles utilisées dans la structure de référence, les valeurs des rigidités axiales de contreven-
tements à l'étage i k^i ont été conservées et répondent donc à l'équation (5.6) en utilisant
les valeurs des paramètres recalés du modèle de la structure de référence (i.e. E, AHss,
Leff¿ et kcnXti du tableau 5.1). Seules les valeurs des angles formés par les contreventements
6iped ont été modifiées en raison du changement de géométrie induit par l'insertion des
amortisseurs, et prennent les valeurs indiquées sur la figure 6.2. La rigidité des éléments
amortisseurs a été introduite dans la matrice de rigidité globale K„ed par l'assemblage direct
des matrices de rigidités élémentaires K¿ e présentées à l'équation (6.2). Il est important
de noter que ces matrices de rigidité élémentaires et donc la matrice de rigidité globale
de la structure sont obtenues par itérations successives lors d'une simulation pour une
excitation donnée, et donc varient d'une excitation à l'autre et d'une intensité d'excitation
à l'autre.
Assemblage de la matrice d'amortissement, Cved :
L'amortissement présent dans la structure équipée d'amortisseurs résulte de la superpo-
sition des effets de l'amortissement structural classique, naturel à toute structure capable
de se déformer, et de l'action directe du matériau amortissant se déformant avec la struc-
ture. Dans le cas de l'application du projet, la contribution des amortisseurs est beaucoup
plus importante que celle de l'amortissement structural, mais le modèle numérique élaboré
les considère toutes les deux.
Comme pour le modèle de la structure de référence, un simple modèle d'amortissement
de Rayleigh [35] calibré sur les deux premieres fréquences propres de la structure amortie
a été considéré pour déterminer la contribution de l'amortissement structural Cved,st à la
matrice d'amortissement globale Cve¿ :
^ved,st = a0M„ed + aiK„ed (6.4)










Les membrures en acier de la structure amortie, dont la déformation est la principale source
d'amortissement structural, sont les mêmes que celles de la structure de référence posi-
tionnées dans des configurations fortement similaires. C'est pourquoi les valeurs d'amor-
tissement structural de la structure de référence ?Gß/,? = 0.28% et £re/,2 = 0.32% ont été
reprises pour le calcul de l'amortissement de Rayleigh de la structure amortie. ??ea,? et
M>ved,2 sont les pulsations propres des deux premiers modes de la structure amortie dans sa
direction principale. Leurs valeurs sont déterminées par la résolution d'un problème aux
valeurs propres à partir des matrices de masse Mved et de rigidité K^ calculées aupara-
vant. Elles varient donc d'une excitation à l'autre et d'une intensité d'excitation à l'autre,
de la même façon que la matrice de rigidité K1,^.
La matrice d'amortissement finale C„e(¿ s'obtient par superposition de l'effet des amortis-
seurs à la précédente matrice d'amortissement structurale Cved,st- Pour cela, les matrices
d'amortissement élémentaires des éléments amortisseurs à chaque étage i, K" e (équa-
tion (6.2)), ont été introduites dans C„ed,si par assemblage direct. Ces matrices dépendent
elles aussi de l'excitation et de l'intensité d'excitation étudiées.
6.2 Etude numérique du comportement sismiqüe -
Dimensionnement des VED
6.2.1 Etude paramétrique des performances de contrôle sismiques
Les modèles numériques MATLAB® de la structure de référence et de la structure
équipée d'amortisseurs ont été utilisés en parallèle afin d'effectuer une étude prévisionnelle
des performances de contrôle que peut fournir l'application du projet face à des excitations
sismiques. Les performances de contrôle sont évaluées quantitativement par le rapport de
réduction (ou d'amplification le cas échéant) des réponses maximales obtenues avec la
structure amortie sur celles de la structure de référence (toujours supposée linéaire quelle
que soit l'excitation) pour un séisme donné. Les grandeurs étudiées pour le contrôle sont les
variables principales des réponses du bâtiment qui conditionnent sa sécurité, son confort,
sa résistance et d'une façon générale son dimensionnement : les accélérations au 3eme étage
U3, les déplacements au 3ème étage u3, le drift (déplacement interétage) du 1er étage di,
les efforts axiaux des contreventements du 1er étage FaXti, le moment de renversement de
la structure M0, ainsi que le cisaillement à sa base V0. Pour des excitations sismiques,
les valeurs maximales des variables aux autres étages sont nécessairement inférieures à
celles des étages indiqués précédemment. Elles ne font donc pas l'objet d'une attention
particulière pour juger des performances de contrôle.
128
Une étude paramétrique numérique des performances de contrôle sismiques a été me-
née pour l'application du projet : une valeur fixe pour la déformation en cisaillement des
amortisseurs (donc une valeur fixe de £eg et de Geq) a été considérée, identique à tous les
étages, et l'influence de la rigidité des amortisseurs à l'étage i, kvedti, a été étudiée. Ici,
on ne considère donc pas les amortisseurs réels de la structure amortie décrits au cha-
pitre 4. Indirectement, il s'agit d'étudier l'influence des dimensions des amortisseurs sur
les performances de contrôle et d'obtenir ainsi un outil pertinent qui a permis d'effectuer le
dimensionnement final des amortisseurs du projet. L'évolution de la rigidité a été exprimée
en terme de rapport de rigidité d'un amortisseur à l'étage i sur la rigidité latérale résultante
Kb,i = K^1(1, 1) du chevron correspondant dans la structure de référence, soit le rapport
kVed,i/Kb,i- Pour l'étude présentée ici, une déformation en cisaillement fixe 7 = 20% a été
choisie, et le rapport kved¿/Kb¿ (choisi identique pour tous les étages) prend ses valeurs
entre 1% et 100% de la rigidité du chevron. Puisque le point de fonctionnement exact des
amortisseurs fait partie des hypothèses de l'étude et que la rigidité résultante des amor-
tisseurs est elle aussi fixée, tous les paramètres du modèle définissant le comportement
mécanique des amortisseurs (équation (6.2)) sont connus et fixes. Dans cette étude, le mo-
dèle devient donc parfaitement linéaire, sans besoin d'itérations pour obtenir les réponses
maximales pour un rapport kved,i/Kbii donné. Par conséquent, les performances de contrôle
présentées ci-dessous pour un séisme particulier ne dépendent aucunement de l'intensité
utilisée.
L'étude paramétrique des performances de contrôle a été menée sur 8 excitations sis-
miques différentes. Il s'agit des 8 séismes artificiels d'Atkinson [7] compatibles avec le
spectre UHS du Code National du Bâtiment du Canada 2005 pour la région de Mont-
réal [13], déjà utilisés au chapitre 5 pour la validation du modèle numérique de la structure
de référence et aussi utilisés au chapitre 7 pour l'étude expérimentale des performances de
contrôle sismiques. La base de temps des séismes utilisés a été réduite par un facteur 1/3
pour tenir compte du facteur d'échelle de l'étude. Comme indiqué précédemment, les inten-
sités sismiques choisies n'ont aucune influence sur les résultats de cette étude. Les réponses
numériques présentées ici sont issues de simulations numériques utilisant la méthode d'in-
tégration de Newmark avec accélération linéaire avec un pas de temps ?? = 0.650 ? 10-3 s.
La figure 6.3 présente les performances de contrôle moyennes obtenues pour le déplace-
ment au toit U3 et les forces axiales des contreventements du 1er étage FaXti en fonction
du rapport de rigidité kved¿/Kbti. Les courbes de contrôle des autres variables ne sont pas
présentées, car elles sont très similaires à celles de M3 ou à celles de FaXt\. Ces courbes





















(b) Force axiale dans les contreventements du 1er étage (FaXti)
Figure 6.3 - Etude paramétrique des performances de contrôle moyennes (7 = 20%)
figure correspondent aux courbes de contrôle moyennes prenant en compte soit l'ensemble
des 8 séismes, soit seulement les 4 séismes de la série 1M6D30 ou de la série 1M7D70
{cf section suivante pour l'identification et la nomenclature des séismes). Les courbes de
contrôle individuelles de chaque séisme sont également fournies à l'annexe E.
Les courbes de contrôle moyennes indiquent des différences très importantes de per-
formances de contrôle entre les variables de type déplacement (déplacements et drift) et
les variables d'efforts ou d'accélération (accélération, force axiale des contreventements,
moment de renversement et cisaillement à la base). Elles illustrent également l'importance
du choix de la rigidité des amortisseurs pour l'obtention de performances de contrôle adé-
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quates avec les séismes de dimensionnement. En particulier, le choix d'une faible rigidité
permet de favoriser significai ivement le contrôle des efforts et accélérations tandis qu'il nuit
aux performances sur les déplacements au point de risquer de les amplifier. A l'inverse,
une l'augmentation de la rigidité va permettre d'améliorer progressivement le contrôle des
déplacements, au détriments des efforts et accélérations. On remarque que les valeurs de
contrôle accessibles sont également très différentes entre les deux types de variables : sur
la plage de rigidité considérée, les efforts et accélérations peuvent être réduit au moins
de 66% tandis que les déplacements et drifts ne peuvent être réduits que de 40% dans le
meilleur des cas. Cela illustre la vocation parasismique du système de contrôle dont l'uti-
lité est essentiellement de sécuriser la structure en évitant son endommagement et toute
plastification avant de vouloir contrôler les déplacements et drifts dont les conséquences
lors d'un séisme sont plutôt d'ordre non structural. D'une façon générale, les objectifs fixés
lors du dimensionnement d'un système de contrôle tel qu'étudié dans le projet vont donc
naturellement être de réduire d'un certain facteur - assez élevé - les efforts soumis à la
structure de référence (calculés d'après une étude linéaire avec un séisme de dimension-
nement), tout en évitant l'amplification des déplacements et drifts voire en les contrôlant
lorsque cela est possible. Les courbes de la figure 6.3 montrent dans le cas de la structure
de référence du projet que ce type de performances de contrôle est tout à fait réalisable,
et peut même dépasser les exigences du dimensionnement si des choix optimum sont ef-
fectués. Il est important de noter que les très bonnes performances de contrôle sismiques
issues de l'étude numérique paramétrique présentée dans ce paragraphe correspondent au
cas d'étude du projet dont la structure de référence ne dispose que de très peu d'amortis-
sement structural (£re/,i = 0.28%). Ce faible amortissement structural permet un contrôle
plus facile des variables de réponse de la structure sous un séisme que si le bâtiment de
référence disposait déjà d'un amortissement structural significatif. En effet, l'amortisse-
ment additionnel élevé fourni par le système de contrôle se ressent toujours d'autant plus
que l'amortissement de référence est faible. Une étude analogue à celle présentée dans ce
paragraphe mais en supposant un amortissement structural de référence de 5% dans le
mode fondamental (tel que le considère le CNBC 2005 pour une structure en phase de
conception) a permis de noter que les critères de dimensionnement évoqués précédemment
étaient beaucoup plus délicats à vérifier, essentiellement en ce qui concerne le contrôle
- ou du moins l'absence d'amplification - des déplacements et des drifts. Le choix d'un
rapport de rigidité kved,i/Kbti relativement élevé est alors souvent nécessaire, atténuant par
conséquent les performances de contrôle sur les efforts et les accélérations, et nécessitant
également des amortisseurs plus grands.
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Les courbes de la figure 6.4 doivent être considérées en parallèle des courbes de contrôle
précédemment présentées afin de comprendre le comportement de la structure équipée
d'amortisseurs, et expliquent l'obtention des performances de contrôle du paragraphe pré-
cédent. Ces courbes fournissent l'évolution de la fréquence propre de la structure (ou de la
période propre) et de son amortissement global dans le mode fondamental en fonction du
rapport de rigidité kved,i/'Kb¿ choisi pour le fonctionnement des amortisseurs sous les exci-
tations de dimensionnement. Les courbes sont issues d'une étude numérique parfaitement
analogue à celle présentée au paragraphe précédent pour l'obtention des performances de
contrôle, i.e. en considérant un point de fonctionnement fixe des amortisseurs (7 = 20%)
et en faisant varier directement la rigidité résultante des amortisseurs à chaque étage selon
le rapport kvedti/Kbii. Le modèle est donc à nouveau parfaitement linéaire. Une analyse
modale numérique par balayage fréquentiel du système obtenu pour chaque valeur de ri-
gidité a été menée telle que décrit au chapitre 5 : pour chaque valeur de kved,i/Kbti, la
fréquence propre a été obtenue par analyse du premier pic de FRF en amplitude et par
analyse de l'angle de phase, et l'amortissement modal total au permier mode a été calculé
par méthode d'acuité de résonance. Les courbes comparent les valeurs de fréquence et
d'amortissement obtenues avec amortisseurs à celles, constantes, de la structure de réfé-
rence. L'étude de ces résultats montre que les performances de contrôle obtenues résultent
directement de l'effet combiné d'un allongement significatif de la période de la structure
(passage de fref>i = 8.95 Hz à./„ed,i < 6.40 Hz sur la plage de rigidité considérée) et d'une
augmentation importante de l'amortissement global dans le mode fondamental (passage
de £re/,i = 0.28% à £ved¡1 > 6.0% sur la plage de rigidité considérée). En particulier, on
observe que les excellentes performances de contrôle sur les efforts et accélérations pour le
choix d'une faible rigidité d'amortisseur vont de paire avec les allongements de périodes
et les valeurs d'amortissement les plus élevés. Un allongement de période élevé corres-
pondant dans ce cas au choix d'une très faible rigidité, il donc normal d'observer dans le
même temps un contrôle pauvre - voire une amplification - des déplacements et drifts. A
l'inverse, un choix de rigidité plus élevé permet naturellement mieux contrôler les variables
de déplacement, mais limite l'allongement de période et l'augmentation d'amortissement,
ce qui explique des performances de contrôle plus modeste sur les efforts dans cette plage
de rigidité.
Si le phénomène d'allongement de période beaucoup plus marqué avec le choix d'une
faible rigidité semble tout à fait évident, il convient d'expliquer l'évolution similaire qui
concerne le taux d'amortissement global de la structure amortie. Considérant une défor-
mation des amortisseurs fixe en tout temps (£,eq restant donc constant), cette évolution
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est uniquement le résultat de la réduction de rigidité des amortisseurs. Elle s'explique par
une redistribution interne différente des déformations totales du système en série {che-
vron + amortisseur} en fonction de la rigidité de l'amortisseur, sachant que la rigidité
du chevron auquel ce dernier est connecté est constante : moins l'amortisseur choisi est
rigide par rapport à son chevron, plus l'énergie de déformation totale du système en série
va se concentrer dans l'amortisseur plutôt que dans le chevron. L'amortisseur étant l'élé-
ment dissipateur, une partie plus grande de l'énergie de déformation totale va être dissipée
lorsque la rigidité de l'amortisseur est réduite. Ce même phénomène joue un rôle impor-
tant pour comprendre tout particulièrement le comportement non linéaire de la structure
amortie sous des intensités d'excitation différentes lorsque les dimensions des amortisseurs
sont cette fois fixes (cas réel lors d'un essai avec la structure amortie). Il y sera à nouveau
fait allusion au prochain chapitre de ce mémoire, lorsque le comportement non linéaire de
la structure amortie permettra de justifier une extrapolation des performances de contrôle
sismiques expérimentales à de fortes excitations.
Remarque : il est important de noter que toutes les valeurs de performances de contrôle,
d'allongement de période, et d'augmentation d'amortissement qui ont été présentées dans
ce paragraphe sont valables pour la structure amortie, considérée linéaire, sous l'hypo-
thèse d'une déformation et d'une rigidité d'amortisseur déterminées et fixes correspondant
au point de fonctionnement choisi pour des excitations et intensités particulières (i.e. les
excitations sous lesquelles le système de contrôle est prévu de fonctionner). Dans un cas
d'étude réel comme c'est le cas pour la structure expérimentale du projet, les performances
de contrôle, les allongements de périodes et gain d'amortissement obtenus seront nécessai-
rement différents selon l'excitation considérée et l'intensité de celle-ci, car le comportement










(b) Gain d'amortissement structural
80 100
6.4 - Etude paramétrique du saut de période et de l'amortissement global (7 = 20%)
134
6.2.2 Procédure de dimensionnement des amortisseurs
La section qui suit présente une procédure de dimensionnement des amortisseurs du
projet valable d'après les exigences du Code National du Bâtiment Canadien 2005 [13].
Cette procédure se veut applicable d'une façon générale au dimensionnement d'un sys-
tème de contrôle tel que décrit dans ce mémoire, et le cas présenté ici correspond au
dimensionnement des amortisseurs tel qu'il a été effectué pour la structure du projet.
Excitations de dimensionnement
Le CNBC 2005 offre plusieurs alternatives pour effectuer le dimensionnement parasis-
mique d'une structure. Dans le cas de la structure du projet, équipée d'un système de
contrôle non prévu par le CNBC 2005, la méthode dynamique par analyse temporelle des
réponses à une excitation s'impose. Pour cela, huit excitations sismiques différentes doivent
être choisies et la moyenne des réponses du bâtiment à ces excitations fournit les exigences
du dimensionnement. Les 8 séismes artificiels d'Atkinson [7] compatibles avec le spectre
UHS du Code National du Bâtiment du Canada 2005 pour la région de Montréal ont été
utilisés pour le dimensionnement. Il s'agit donc des mêmes excitations que celles utilisées
à la section précédente pour l'étude numérique des performances de contrôle de la struc-
ture amortie. Le choix de ces séismes a été dicté par les exigences du CNBC 2005 en vue
d'une utilisation des résultats de l'étude pour un dimensionnement valide des amortisseurs
en supposant la structure située dans la région montréalaise. Deux séries composent ces
séismes : la série 1M6D30 correspondant à des tremblements de terre avec un epicentre
situé à 30 km de distance, et la série 1M7D70 pour un epicentre à 70 km de distance. Les
principales différences entre les deux séries de séismes se situent dans le contenu fréquentiel
de leur excitation. Les magnitudes des séismes des deux séries sont également différentes,
mais ce point n'a pas d'importance ici puisque les intensités sismiques utilisées ont été
ajustées à volonté pour répondre à certaines problématiques de mise à l'échelle du projet.
Pour effectuer une comparaison intéressante des structures de référence et amortie, le
dimensionnement des amortisseurs doit être effectué pour les mêmes excitations qui ont
servi au dimensionnement du bâtiment à contreventements conventionnels. Le chapitre 4
a montré que le cas du dimensionnement de la structure de référence du projet était, de
ce point de vue, un peu particulier, car des contraintes de mise à l'échelle de la période
propre du bâtiment et le choix limité des petites sections de classe 1 disponibles ont
nécessité l'utilisation de sections HSS 38 ? 38 x 3.2 pour les contreventements, sans regard
aux excitations de dimensionnement. Une fois la section de contreventement choisie, le
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reste de la structure de référence a fait l'objet d'un dimensionnement à la capacité tel
qu'expliqué au chapitre 4 qui ne fait pas non plus intervenir les excitations sismiques. Pour
le dimensionnement des amortisseurs, les excitations du dimensionnement de la structure
de référence sont pourtant nécessaires, et celles-ci ont donc été définies par la suite tel
qu'expliqué ci-dessous.
Les huit séismes d'Atkinson ayant été choisis, il ne reste qu'à définir pour chacun une
intensité compatible avec le dimensionnement de la structure de référence. Il s'agit en fait
de retrouver pour ces séismes une intensité théorique qui aurait mené aux choix de dimen-
sionnement réellement effectués. Dans le cas d'une structure contreventée par chevrons
concentriques et modérément ductile, les contreventements sont les premières sections dé-
terminées, le reste des éléments étant dimensionnés à la capacité. Les sections des chevrons
sont choisies pour résister élastiquement et sans flambement en compression aux efforts
générés par les séismes de dimensionnement sur la structure toujours considérée élastique.
Le code permet de réduire ces efforts sismiques linéaires par le facteur Rd x -R0, où Rd = 3
(prise en compte de la ductilité) et R0 = 1.3 (prise en compte d'une surcapacité de la
structure avant la ruine) sont les valeurs recommandées par le CNBC 2005 pour le type
de SFRS que comporte la structure de référence. Les efforts sismiques finalement obte-
nus après réduction doivent cependant être amplifiés pour prendre en compte les effets de
torsion accidentelle générés par une excentricité du centre de masse égale à ±0.05 x Dnx,
où Dnx = 2m est la largeur du bâtiment orthogonalement au séisme. Dans le cas de la
structure de référence du projet, les effets de torsions accidentels représentent une ampli-
fication des efforts dans les contreventements de +10%. Pour remonter aux intensités de
dimensionnement des séismes d'Atkinson utilisés ici, le modèle linéaire de la structure de
référence (chapitre 5) a été utilisé. L'intensité de chaque séisme permettant d'atteindre la
résistance pondérée en flambement Cu = 47.6 kN [14] des contreventements du premier
étage a été ainsi déterminée. Pour chacun des séismes, cette intensité a ensuite été mul-
tipliée par un facteur R¿ x R0/l.l = 3.55 pour prendre en compte les différents facteur
de réduction et d'amplification des forces sismiques recommandés par le code. L'ensemble
des intensités de flambement obtenues d'après le modèle puis des intensités utilisées pour
le dimensionnement des amortisseurs sont données au tableau 6.2. Si les valeurs de PGA
fournies dans ce tableau paraissent élevées, il faut se souvenir qu'elles correspondent à une
étude mise à l'échelle 1/3. Par conséquent les intensités correspondantes à échelle réelle
sont trois fois moins élevées tel qu'indiqué au chapitre 4 au tableau 4.2. Comme pour
toutes les excitations sismiques utilisées à travers le projet, on se rappellera aussi qu'en
plus des précédentes modifications sur l'intensité, la base de temps de tous les signaux
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d'excitations sismiques a été multipliée par le facteur d'échelle .1/3.
Tableau 6.2 - Intensités sismiques de dimensionnement des
amortisseurs









t PGA dimensionnement = PGA flambement xRj ? R0/\.l
Critères de dimensionnement
Le système de contrôlé présenté dans le projet a pour objectif principal de sécuriser sa
structure d'accueil en lui évitant tout risque d'endommagement. Son rôle est donc avant
tout de réduire fortement les efforts générés par un séisme par rapport à ceux générés
linéairement par un séisme identique sur la structure de référence. En particulier, cette
réduction doit être telle qu'elle permet à la structure rester dans son domaine élastique
sans avoir à modifier les sections de contreventements de la structure de référence. La
principale difficulté du dimensionnement, déjà évoquée à la section précédente, est donc
de contrôler fortement les efforts et accélérations tout en n'amplifiant pas les déplacements
et drifts. Les deux critères de dimensionnement retenus pour le calcul des amortisseurs du
projet sont donc les suivants :
1. réduire en moyenne par un facteur supérieur ou égal à 3 l'ensemble des variables
critiques d'effort (efforts axiaux dans les contreventements du 1er étage FaXji, moment
de renversement M0, cisaillement à la base V0) et les accélérations au 3eme étage de
la structure U3.
2. réduire légèrement en moyenne les déplacements au 3eme étage U3 et le drift au 1er
étage (¿i, et s'assurer que ces derniers ne sont amplifiés sous aucun des séismes utilisés
pour le dimensionnement.
Le facteur de réduction des efforts a ici été choisi au moins égal à 3 afin d'égaler la réduction
des efforts sismiques permise dans le code par les propriétés ductiles de la structure de
référence, et dont on ne peut évidemment pas tenir compte pour la structure amortie.
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L'obtention d'un facteur de réduction au moins égal à Rd permet ainsi d'assurer l'élasticité
de la structure sans avoir à changer de section de contreventements par rapport aux
sections initialement choisies pour la structure de référence. L'ensemble des avantages du
système de contrôle conséquents à ces critères de dimensionnement sont discutés plus en
détail à la section suivante.
Procédure de dimensionnement
La procédure de dimensionnement des amortisseurs (et plus généralement de la struc-
ture amortie) appliquée dans le cadre du projet est, comme la plupart des méthodes de
dimensionnement, une méthode itérative. Elle comporte cinq étapes et s'appuie beaucoup
sur les modèles numériques des structures de référence et amortie présentés au chapitre 5
et au début de ce chapitre. De ce fait, il s'agit d'une procédure de dimensionnement relati-
vement coûteuse en calcul et qui peut donc s'avérer fastidieuse dans le cas d'un bâtiment
complexe.
1- Hypothèses initiales : L'ensemble de l'étude repose en tout temps sur la compa-
raison des réponses de la structure amortie aux réponses d'une structure conventionnelle.
Dans le cadre du projet, la référence est évidemment la structure sans amortisseur décrite
aux chapitres 4 et 5. Cette approche s'apparente à une problématique de réhabilitation
sismique. Le premier choix important à effectuer avant de débuter le dimensionnement
des amortisseurs est le choix du point de fonctionnement désiré des amortisseurs sous
les excitations et intensités de dimensionnement. Dans un premier temps, ce point sera
considéré identique à tous les étages, et cette hypothèse sera raffinée dans la suite du
raisonnement. Dans le cas présent, on suppose que sous les excitations décrites au ta-
bleau 6.2, les amortisseurs subiront une déformation 7 = 20% à tous les étages. Pour cette
déformation, les valeurs des propriétés viscoélastiques équivalentes du matériau F-80 sont :
Geq = 3.29MPa et £eg = 12.0%. Cette hypothèse majeure devra évidemment être vérifiée
à la fin du dimensionnement.
Remarque : le choix de la déformation en cisaillement des amortisseurs peut être condi-
tionné autant par les valeurs des propriétés viscoélastiques équivalentes du matériau amor-
tissant que par des contraintes d'ordre géométrique (dimensions maximales, voire mini-
males, des amortisseurs).
2- Choix de la rigidité des amortisseurs par analyse des courbes de contrôle :
L'étude numérique des performances sismiques à la section précédente a montré que le
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Tableau 6.3 - Performances de contrôle prévues pour 7 = 20% et kvedti/Kb¿ = 50%
moyenne moyenne moyenne







choix d'une rigidité adéquate des amortisseurs par rapport à la rigidité latérale des chevrons
de la structure de référence conditionnait en grande partie les résultats du contrôle obtenu.
Pour effectuer ce choix critique, les courbes de contrôle de la figure 6.3, qui ont bien
été obtenues avec l'hypothèse 7 = 20%, ont été utilisées. Cet outil est indispensable
pour maîtriser convenablement le dimensionnement des amortisseurs, d'où la nécessité
d'un modèle numérique valable. Le modèle de la structure amortie utilisé à ce stade du
dimensionnement pour obtenir les courbes de contrôle reste pour le moment parfaitement
linéaire. Les courbes d'intérêt sont essentiellement les courbes moyennes sur les efforts
axiaux dans les contreventements, et sur les déplacements et drifts. Les courbes de contrôle
individuelles de chaque séisme en déplacement et drift doivent aussi être prises en compte.
Selon les courbes de la figure 6.3 et celles de l'annexe E, un rapport de rigidité kved,i/Kb¿ =
50% permettrait théoriquement de respecter tous les critères de dimensionnement imposés,
en particulier le fait que les déplacements et drifts ne sont jamais amplifiés quel que soit
le séisme considéré. Un rapport de rigidité identique à tous les étages est considéré. Le
tableau 6.4 présente le calcul des rigidités d'amortisseurs correspondant au rapport choisi
(les valeurs des rigidités latérales globales des chevrons K\>¿ sont issues du modèle de
la structure de référence). Le tableau 6.3 résume les performances de contrôle moyennes
prévues pour les choix effectués jusqu'à présent. D'après les courbes de la figure 6.4, issues
d'une étude parfaitement similaire à celle prévoyant les performances de contrôle sismiques,
la période propre de la structure amortie est estimée à T„e(¿,i = 0.192 s (fved,i = 5.20Hz)
pour un amortissement global dans le premier mode £„edii = 8.09% avec les choix de
dimensionnement effectués.
3- Calcul des elongations moyennes réelles des amortisseurs : Afin de déterminer
à l'étape suivante une épaisseur adéquate des amortisseurs de chaque étage permettant de








Tableau 6.4 - Calcul des rigidités d'amortisseurs requises pour kved,i/Kb¿ = 50%




Tableau 6.5 - Elongation maximales des VED sous excitations de dimensionnement
séisme PGA (g) elongation des VED (mm)
étage 1 étage 2 étage 3
1M6D30-1 2.106 4.72 2.77 2.01
1M6D30-2 1.606 2.96 1.88 1.39
1M6D30-3 2.436 3.93 2.49 1.96
1M6D30-4 1.383 3.74 2.38 1.89
1M7D70-1 1.521 5.86 3.55 2.73
1M7D70-2 1.468 4.81 2.86 2.11
1M7D70-3 2.308 6.12 3.53 2.69
1M7D70-4 1.372 5.91 3.49 2.51
moyenne 4.76 2.87 2.16
tations de dimensionnement), les elongations maximales des amortisseurs à chaque étage
doivent être déterminées. Pour cela, le modèle (encore linéaire) de la structure amortie
pour 7 = 20% et kvedti/kbii = 50% est soumis aux séismes de dimensionnement avec les
intensités données au tableau 6.2. Cette étape ne requiert en réalité aucun calcul numé-
rique supplémentaire que ceux effectués pour l'étape 2 du dimensionnement puisque les
valeurs recherchées correspondent à celles que l'on obtient lors du calcul des courbes de
contrôle sismique présentées à la figure 6.3 et à l'annexe E pour peu que ces calculs aient
été effectués avec les intensités sismiques requises. Le tableau 6.5 présente les elongations
maximales des amortisseurs obtenues à chaque étage et pour chaque séisme, et en calcule
la moyenne.
4- Choix des dimensions finales des amortisseurs : Les amortisseurs à chaque étage
i sont entièrement définis par le choix d'une épaisseur /i¿ et d'une aire en cisaillement A¿.
Les premiers paramètres à déterminer sont les épaisseurs /i¿ des couches de caoutchouc
puisqu'elles vont avoir autant une influence directe sur la rigidité des amortisseurs (équa-
tion (2.15)) qu'une influence indirecte à travers les valeurs des propriétés viscoélastiques
équivalentes du matériau amortissant dont elles vont déterminer le point exact de fonc-
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tionnement 7 sous les excitations de dimensionnement. Deux approches peuvent alors être
proposées. La première consiste à choisir à chaque étage des épaisseurs d'amortisseurs
différentes de façon à ce que les déformations moyennes calculées au tableau 6.5 vérifient
l'hypothèse initiale d'un point de fonctionnement identique à chaque étage et égal à 20%
de déformation en cisaillement. Cette approche est celle qui permet d'obtenir les amor-
tisseurs les plus petits. La seconde approche, adoptée pour le dimensionnement final des
amortisseurs du projet, consiste plutôt à considérer une épaisseur unique des amortisseurs
à chaque étage de façon à ce que les déformations maximales des VED au premier étage
vérifient l'hypothèse initiale 7 = 20%. En conservant par la suite cette épaisseur de ca-
outchouc constante dans les autres étages pour lesquels les déformations des amortisseurs
en cisaillement sont nécessairement plus faibles qu'au 1er étage, les amortisseurs corres-
pondant fonctionneront à une déformation moins élevée. Ceci va se traduire par un taux
d'amortissement équivalent Çeq plus élevé du matériau (donc probablement de meilleurs
performances de contrôle de la structure) et par un module de cisaillement Geq lui aussi
plus élevé (donc une économie de caoutchouc pour une rigidité d'amortisseur donnée).
De cette manière, une épaisseur d'amortisseur constante /i¿ = 20 mm a été choisie à tous
les étages pour la structure amortie du projet. Bien que toutes les hypothèses du calcul
effectué à l'étape 3 ne soient plus valables, les déformations moyennes trouvées au ta-
bleau 6.5 sont ensuite utilisées pour calculer une approximation des nouveaux points de
fonctionnement des amortisseurs à chaque étage. On en déduit les valeurs des propriétés
viscoélastiques équivalentes qui devraient être celles des amortisseurs à chaque étage sous
les excitations de dimensionnement (équation (3.4)). La connaissance des valeurs parti-
culières de Geq à tous les étages et le choix des épaisseurs /i¿ permettent de calculer les
aires en cisaillement A{ nécessaires à l'obtention des rigidités d'amortisseurs déterminées
à l'étape 2 du dimensionnement (tableau 6.4) d'après l'équation (2.17). Les calculs inter-
médiaires et les résultats finaux du raisonnement décrit précédemment sont résumés au
tableau 6.6. Les dimensions finales exactes des amortisseurs à chaque étage, identiques à
celles déjà présentées au chapitre 4, y figurent également.
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Tableau 6.6 - Calcul des dimensions finales des amortisseurs
/ijt -?? G*eq ?*? Ai requis** Dimensions finales^
étage (mm) (MPa) (mm2) L (mm) 1 (mm) Ai (mm2)
1 20 23.8% 3.040 11.59% 43200 300 150 45000
2 20 14.3% 3.840 12.31% 47078 300 150 45000
3 20 10.8% 4.377 12.73% 30544 300 110 33000
t choix de dimensionnement
* calculé d'après les résultats de la table 6.5 (étape 3)
* calculé d'après l'équation (3.4)
** calculé d'après l'équation (2.17)
5- Validation du design final : Comme pour toute procédure de dimensionnement
valide, la dernière étape du raisonnement consiste à valider les choix effectués à l'étape 4 en
calculant les réponses de la structure amortie avec les dimensions réelles des amortisseurs
à chaque étage. Les performances de contrôle avec le système de contrôle dimensionné
doivent être déterminées, puis comparées aux critères de dimensionnement fixés au début
de l'étude. Si ceux-ci devaient ne pas être vérifiés, il faudrait reprendre le dimensionne-
ment du début ou du moins effectuer de nouveaux choix à certaines étapes. Les réponses
de la structure amortie à chacun des séismes de dimensionnement et pour les intensités
indiquées au tableau 6.2 ont donc été calculées à l'aide du modèle dans lequel les dimen-
sions exactes et fixes des amortisseurs calculés ont été introduites. Ce modèle est cette
fois pseudolinéaire, tel que décrit au début de ce chapitre, et les calculs s'effectuent de fa-
çon itérative pour rechercher le point de fonctionnement précis des amortisseurs à chaque
étage pour chacun de séismes. Les calculs qui ont été ainsi effectués sont valables, car pour
tous les séismes la déformation maximale en cisaillement des amortisseurs à chaque étage
était supérieure à 5%, limite de validité du modèle amorti. Les réponses obtenues sont
ensuite comparées à celles de la structure linéaire issues du modèle décrit au chapitre 5
pour les mêmes excitations. Les performances de contrôle calculées numériquement pour
chaque séisme et les performances moyennes sont présentées au tableau 6.7. Ces résultats
montrent que les objectifs ont tous été atteints, validant ainsi les choix de dimensionne-
ment : un facteur de réduction moyen proche de 4 est obtenu sur l'ensemble des variables
critiques d'effort et d'accélération, tandis qu'une réduction d'environ 30% est constatée
en moyenne sur les déplacements et les drifts. Les résulats individuels sur chaque séismes
montrent en particulier que les déplacements au 3eme étage et les drifts au 1er étage ne
sont jamais amplifiés à l'exception d'une amplification négligeable des déplacements pour
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le seul séisme 1M7D70-4. Les résultats confirment par ailleurs les tendances déjà observées
lors de l'étude des performances de contrôle au début de ce chapitre. En particulier, on
remarque que le contrôle s'effectue plus facilement sur l'ensemble des variables d'étude
pour la série 1M6D30 que pour la série 1M7D70, et on remarque que le système s'applique
bien mieux au contrôle des efforts qu'au contrôle des variables de déplacement.
Une fois que les itérations du calcul d'une réponse sismique ont convergé vers la solution
finale, les paramètres du modèle amorti sont fixés et le modèle devient linéaire. Il est
donc possible de déterminer pour chaque séisme à son intensité de dimensionnement une
valeur de période propre et d'amortissement dans le mode fondamental pour la structure
amortie. Ces résultats sont donnés au tableau 6.8 et permettent ainsi de définir les plages de
périodes et d'amortissements dans lesquelles la strucure amortie opère avec les amortisseurs
dimensionnés. Aux points de fonctionnement des amortisseurs sous les intensités sismiques
considérées, la période propre de la structure amortie est attendue entre 0.179s et 0.202s
(fréquence propre entre 4.95Hz et 5.59Hz), et son amortissement entre 7.80% et 8.23%.
On confirme ainsi que les performances de contrôle sismiques atteintes sont le fait d'un
allongement notable de la période et d'une augmentation significative de l'amortissement
(rappel : Tref¡1 = 0.112 s et £re/ii = 0.28%). Du fait de la non linéarité des amortisseurs, il
faut noter toutefois qu'il n'est pas possible d'attribuer à la structure amortie une fréquence
fondamentale ou un amortissement modal fixes valables sous toute excitation.
Remarque : les performances de contrôle présentées au tableau 6.7 et les plages de
périodes propres et d'amortissement modaux présentées au tableau 6.8 sont les résultats
attendus pour les séismes et intensités pour lesquels le système a été dimensionné. Il s'agit
donc des excitations les plus violentes que la structure est supposée rencontrer au cours de
sa vie. Puisque le système est fortement non linéaire, il se comporte de façon très différente
pour des intensités plus faibles. C'est pourquoi on peut dors et déjà anticiper qu'il sera
impossible d'atteindre des performances et un comportement aussi bons lors des études
expérimentales qui suivent dans ce chapitre et au chapitre 7, car les intensités d'excitation
y sont beaucoup plus faibles pour des raisons de sécurité lors des essais. Les résultats
expérimentaux confirmeront néanmoins les tendances de contrôle et de comportement








Tableau 6.7 - Performances de controle du système dimensionné
(a) contrôle pour chaque séisme








































































































6.2.3 Atouts du système de contrôle
D'importants avantages de l'application dans le cadre d'une conception parasismique
de bâtiment multiétagé découlent des performances de contrôle sismiques présentées au
tableau 6.7. Ces atouts sont non seulement d'ordre sécuritaire, mais aussi d'ordre écono-
mique, et la plupart sont valables autant pour des problématiques de constructions neuves
que pour des études de réhabilitation sismique.
Du point de vue sécuritaire, le système de contrôle permet de réduire fortement l'en-
semble des efforts générés sur la structure de référence, supposée linéaire, par les séismes
les plus violents qu'elle est susceptible de rencontrer au cours de sa vie. Si le dimension-
nement est adapté, une réduction non négligeable des déplacements et des drifts peut
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aussi être obtenue (ceux-ci étant habituellement considérés identiques pour la structure
de référence linéaire ou tenant compte de sa ductilité). L'ensemble de l'étude des perfor-
mances sismiques présentée dans ce chapitre se base sur la comparaison d'une structure
équipée d'amortisseurs par rapport à une structure de référence dont on ne considère que
les réponses linéaires, même sous les intensités sismiques de dimensionnement. En réalité,
une. structure dimensionnée d'après les normes parasismiques du CNBC 2005 ne restera
pas linéaire. Elle s'endommagera par plastification avant de développer éventuellement
un mécanisme de ruine complet. Les efforts et accélérations réels sous les excitations de
dimensionnement seront donc bornés à des valeurs beaucoup plus faibles que celles de la
structure linéaire considérée comme référence dans l'étude du projet. Le CNBC 2005 estime
cette réduction des efforts égale à Rd = 3 dans le cas d'une structure en acier modérément
ductile contreventée par chevrons concentriques. Les performances de contrôle sismiques
au tableau 6.7 montrent que le système de contrôle proposé permet de réduire les efforts
sur la structure d'un facteur supérieur à Rd assurant ainsi un comportement au moins
aussi efficace de la structure amortie qu'une structure dimensionnée de façon classique.
Finalement, pour des niveaux de réponses réelles assez comparables entre une structure
équipée d'amortisseurs et une structure conventionnelle, l'énorme avantage apporté par
le système de contrôle est alors incontestablement de permettre à la structure de demeu-
rer élastique et donc de ne pas s'endommager sous les excitations sismiques maximales
attendues, là où une structure conventionnelle subirait d'importants dégâts et risquerait
éventuellement la ruine.
Le fait qu'une structure équipée du système de contrôle étudié dans le projet reste li-
néaire sous des intensités sismiques pleines, et à des niveaux d'efforts comparables avec
ceux issus d'un dimensionnement parasismique classique, représente aussi d'importants
avantages économiques. Les premiers gains se situent au niveau des coûts de réparation,
de réhabilitation, voire de reconstruction, suite à un séisme puisqu'aucun endommagement
structural n'est a priori attendu. Des économies importantes sont enfin à relever dés la
conception d'une structure neuve intégrant le système de contrôle. Puisque celle-ci reste
linéaire sous les excitations sismiques maximales prévues par le code, le dimensionnement
peut être allégé d'une grande partie des contraintes parasismiques, et tout particulièrement
du dimensionnement à la capacité des membrures de la structure autres que les contre-
ventements. Ce cas de chargement est très souvent celui qui régie le dimensionnement des
éléments du SFRS, et conduit à des membrures beaucoup plus grosses et coûteuses que si
les seules charges verticales doivent être prises en compte. Il s'agit finalement d'une écono-
mie d'acier majeure qui compense très nettement les surcoûts du système de contrôle liés
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à la fabrication d'amortisseurs en caoutchouc et à un temps d'étude probablement plus
long.
Au stade d'étude qui est celui présenté dans ce mémoire, une problématique subsiste
néanmoins concernant les performances d'une structure équipée du système de contrôle
face aux vents violents. L'insertion d'amortisseurs en caoutchouc au sein même du SFRS
rend la structure naturellement plus flexible que la structure de référence. Cela peut en-
traîner des problèmes de déplacements excessifs face aux vents, souvent considérés comme
des excitations quasi statiques. Cependant, le caoutchouc fibre F-80 utilisé dans le projet
témoigne de propriétés fortement non linéaires lui conférant une rigidité très importante
aux très faibles déformations. Il se peut que ces propriétés suffisent à écarter le problème
face aux vents sans qu'une amélioration du système ne soit nécessaire (exemple : coeur de
plomb tel qu'on en rencontre dans les applications d'isolation à la base [37], mais com-
portant aussi ses inconvénients puisqu'un élément plastifie et doit être remplacé après une
éventuelle secousse sismique). Il ne s'agit toutefois que de suppositions, et une étude plus
spécifique devra être menée ultérieurement sur le sujet.
6.3 Analyse modale expérimentale
Une analyse expérimentale des propriétés modales fondamentales de la structure équipée
d'amortisseurs a été menée par balayage fréquentiel. La méthode est analogue à celle déjà
appliquée à la structure de référence et décrite au chapitre 5. Seul le premier mode flexion-
nel a cette fois fait l'objet de l'étude, car il est à nouveau celui qui domine largement les
réponses de la structure à une excitation sismique. Cette hypothèse est d'autant plus vraie
dans le cas de la structure amortie en raison des amortissements modaux importants qu'elle
possède et qui réduisent pratiquement au silence les participations des modes supérieurs
à la réponse. De plus, contrairement à la démarche du chapitre 5 qui avait pour finalité
de recaler un modèle numérique sur la réalité expérimentale, l'objectif de ce pararaphe est
très différent, et l'étude des modes supérieurs ne présente ici que peu d'intérêt. L'étude
présentée dans ce paragraphe a principalement pour but de démontrer expérimentalement
les effets du comportement dynamique de la structure équipée d'amortisseurs qui justifient
les performances de contrôle sismiques obtenues numériquement à la section précédente.
Il s'agit donc de mettre en évidence le saut de période et le gain d'amortissement par
rapport aux propriétés modales de la structure de référence obtenues expérimentalement
au chapitre 5. Puisque le matériau amortissant utilisé accuse un comportement fortement
non linéaire et que les essais expérimentaux présentés dans ce paragraphe ont été effectués
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à des intensités d'excitation nettement plus faibles que celles pour lesquelles le système de
contrôle a été dimensionné, il n'est pas possible d'obtenir expérimentalement les résultats
numériques présentés à la section précédente. L'autre objectif de ce paragraphe est donc
de mettre en evidence expérimentalement le comportement non linéaire de la structure
amortie avec les intensités d'excitation, et de comprendre ce comportement afin de pou-
voir extrapoler les phénomènes et performances de contrôle obtenus expérimentalement
dans ce paragraphe et au chapitre suivant pour des intensités d'excitation plus élevées.
6.3.1 Essais en balayage fréquentiel et résultats
Des essais d'analyse modale par balayage, fréquentiel ont été effectués sur la structure
amortie. Les détails de cette méthode ont déjà été présentés au chapitre 5, appliqués à
la structure de référence, et la procédure d'essai a été reprise pour son application à la
structure avec amortisseurs : application d'une accélération harmonique à la base de la
structure, via la table vibrante, à une intensité déterminée et à une fréquence balayant la
plage d'étude, puis analyse des accélérations relatives à chaque étage pour en extraire les
fonctions de réponse en fréquence (FRF) en amplitude et en phase de la structure amortie,
ainsi que certaines de ses propriétés modales. Deux différences importantes sont cependant
à noter : d'une part l'intensité de l'excitation est toujours maintenue constante autant que
possible pour un même balayage alors qu'au chapitre 5 des changements d'intensité ont pu
être opérés à certaines fréquences pour des raisons de sécurité. Cela n'est plus envisageable
ici pour obtenir des résultats cohérents étant donné l'importance des non linéarités dans le
comportement du caoutchouc et puisque l'on cherche à observer l'influence de l'intensité
d'excitation. D'autre part, le calcul de l'amortissement modal par méthode d'acuité de
résonance n'a pas pu être appliquée pour des raisons qui seront expliquées plus loin dans
cette section.
Seul le premier mode propre flexionnel de la structure amortie dans sa direction prin-
cipale a été caractérisé par balayage fréquentiel. Le balayage du mode a été effectué ma-
nuellement plutôt que par incréments automatiques du contrôleur de la table vibrante,
afin de s'assurer à chaque pas de fréquence que les algorithmes de contrôle de la table
vibrante se soient stabilisés et donc que l'excitation harmonique fournie et la réponse per-
manente de la structure soient stables au moment de l'acquisition du signal. A chaque
pas de fréquence, 5 s de la réponse des 13 canaux d'accéléromètres installés dans le mon-
tage ont été enregistrés à une fréquence de 400Hz. Les fréquences de coupure des filtres
anti-repliement de l'acquisiteur ont été fixées à 100 Hz. Afin d'étudier la non linéarité de
la stucture amortie, trois essais en balayage fréquentiel autour du premier mode propre
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ont été effectués, chacun à des intensités d'excitation différentes, soit respectivement à
0.005g, 0.010g et 0.015g d'amplitude. Le protocole détaillé de chacun des essai est fourni
respectivement aux tableaux 6.9, 6.10 et 6.11, indiquant les plages de fréquence balayées
et les pas de fréquence utilisés ?/.
Comme au chapitre 5, les enregistrements des essais à chaque pas de fréquence ont été
analysés par méthode de curvefitting grâce aux fonctions préprogrammées de la boîte à
outil Ezyfit [20] du logiciel MATLAE^. L'analyse permet ainsi d'extraire les amplitudes et
phases de tous les signaux de réponses acquis sur la structure et du signal d'excitation au
centre de la table vibrante. On en déduit ainsi les courbes de FRF en amplitude normalisée
(facteur d'amplification dynamique) et en phase pour chaque étage de la structure pour
une intensité d'essai donnée. Comme au chapitre 5, la démarche s'applique très bien aux
signaux de réponse de la structure qui sont presque parfaitement harmoniques sur la
plage de fréquence étudiée, mais beaucoup moins bien à l'excitation à la base. Celle-ci
est à nouveau perturbée par les difficultés de contrôle de la table vibrante, et un filtrage
préalable à l'analyse par curvefitting y a été appliqué. Cette démarche a été illustrée au
Tableau 6.9 - Balayage fréquentiel du mode 1 de la structure de référence à 0.005g
fréquences ?/ (Hz) U9 (g)
4.00 Hz - 7.00 Hz 0.5
7.25 Hz - 7.75 Hz 0.25
7.90 Hz - 8.20 Hz 0.05
8.21 Hz -8.80 Hz 0.01 0.005
8.85 Hz - 9.20 Hz 0.05
9.30 Hz - 9.50 Hz 0.1
10.00 Hz - 12.00 Hz 0.5
Tableau 6.10 - Balayage fréquentiel du mode 1 de la structure de référence à 0.010g
fréquences ?/ (Hz) U9 (g)
4.00 Hz - 7.00 Hz 0.5
7.25 Hz - 7.50 Hz 0.25
7.60 Hz -8.10 Hz 0.1
8.11 Hz -8.65 Hz 0.01 . 0.010
8.70 Hz - 9.10 Hz 0.05
9.20 Hz - 9.50 Hz 0.1
10.00 Hz - 12.00 Hz 0.5
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Tableau 6.11 - Balayage fréquentiel du mode 1 de la structure de référence à 0.015p
fréquences ?/ (Hz) U9 (g)
4.00 Hz - 7.00 Hz 0.5
7.25 Hz - 7.50 Hz 0.25
7.60 Hz - 7.70 Hz 0.1
7.75 Hz - 8.10 Hz 0.05
8.11 Hz- 8.55 Hz 0.01
8.60 Hz - 9.00 Hz 0.05
9.10 Hz - 9.50 Hz 0.1
10.00 Hz - 12.00 Hz 0.5
0.015
chapitre 5 aux figures 5.3 et 5.4. Durant les essais sur la structure amortie et après filtrage
de l'excitation, les mêmes imprécisions sur le signal d'excitation que celles relevées pour
l'analyse du mode 2 de la structure de référence sont apparues à certaines fréquences. Les
figures 6.5, 6.6 et 6.7 présentent les résultats des essais en balayage fréquentiel aux trois
intensités testées : facteur d'amplification dynamique et déphasage au centre de chacun
des trois étages de la structure amortie. Bien que les intensités d'excitation harmonique
commandées à la table aient toujours été constantes sur un même essai, les imperfections de
calibration de la table vibrante (figure 4.2) engendrent nécessairement de légères variations
d'intensités sur le signal d'excitation réellement obtenu. Puisque l'intensité de l'excitation
est ici le principal paramètre à l'étude, il faut s'assurer que lors des essais ces variations
aient été suffisamment faibles pour en négliger l'influence sur les résultats. Chacune des
trois figures montre ainsi l'évolution de l'amplitude d'excitation obtenue à la base de la
structure à travers le balayage fréquentiel effectué. Malgré les difficultés parfois importantes
à contrôler l'excitation de la table vibrante, on note que les intensités du signal d'excitation
varient relativement peu lors d'un essai à une intensité donnée. Seule l'excitation obtenue
lors du balayage à 0.005g démontre des variations non négligeables qui peuvent justifier
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Figure 6.7 - FRF expérimentale du mode 1 de la structure amortie à 0.015g
6.3.2 Allongement de la période et gain d'amortissement
La figure 6.8 superpose les FRF en amplitude normalisée et en phase, pour l'accélération
au 3ème étage, des essais en balayage fréquentiel sur la structure de référence (résultats de
la figure 5.6) et des essais aux trois intensités différentes effectués sur la structure amortie
(résultats des figures 6.5, 6.6 et 6.7). La superposition de ces courbes met clairement en évi-
dence le comportement non linéaire de la structure amortie avec l'intensité de l'excitation
à laquelle elle est soumise, ainsi que les optimisations (d'un point de vue parasismique) de
ses propriétés dynamiques par rapport celles de la structure de référence. On note égale-
ment les allures très particulières des courbes d'amplification dynamique et de déphasage
obtenues pour la structure amortie lors des essais en balayage fréquentiel. Celles-ci ont
pour origine le comportement non linéaire des amortisseurs faisant que les propriétés dy-
namiques globales de la structure (rigidité et amortissement) changent à chaque pas de
fréquence, et avec elles les propriétés modales fondamentales de la structure.
Les valeurs de la fréquence propre de la structure amortie pour chacun des essais en
balayage fréquentiel à des intensités différentes ont été extraites des résultats par analyse
des pics d'amplification dynamique et par la recherche du point où la structure se retrouve
en quadrature de phase avec son excitation (déphasage de -p/2). Ces valeurs sont données
au tableau 6.12. Comme indiqué plus tôt dans ce chapitre, il faut bien noter qu'il n'est pas
possible d'attribuer une valeur de fréquence propre (ou période propre) intrinsèque à la
structure étudiée du fait de sa non linéarité. Sa fréquence fondamentale dépend intimement
de la rigidité des amortisseurs, donc de leur point de fonctionnement, et donc de l'intensité
de l'excitation subie. Sachant que la fréquence propre de la structure de référence telle que
trouvée expérimentalement au chapitre 5 est de 8.95 Hz, l'allongement de la période dû à
l'introduction des amortisseurs est très visible. On le remarque aussi très nettement sur
les courbes superposées de la figure 6.8 avec le décalage progressif du pic d'amplification
dynamique et du changement de phase. L'allongement de période constaté reste cependant
bien loin des performances visées lors du dimensionnement et indiquées plus tôt dans ce
chapitre (tableau 6.8). Cela s'explique simplement par les différences entre les déforma-
tions considérées lors du dimensionnement (aux alentours de 20% pour les amortisseurs
du 1er étage) et celles atteintes lors des essais en balayage fréquentiel (0.92% au maximum
au 1er étage pour le balayage à 0.015c/). Le plus important est de noter que l'allongement
de la période est de plus en plus marqué quand les intensités d'excitation augmentent.
Ce phénomène était attendu puisqu'une augmentation de l'intensité d'excitation s'accom-
pagne d'une augmentation des réponses de la structure. En particulier, les amortisseurs
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Figure 6.8 - Superposition des FRF des structures de référence et amortie à l'étage 3
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Tableau 6.12 - Evolution de la fréquence propre avec l'intensité d'excitation




structure de référence 8.95 0.112
tel qu'illustré lors de la caractérisation du matériau au chapitre 3. Il est donc attendu
que le phénomène d'allongement de période se poursuive naturellement bien au delà des
intensités testées, et ce tant qu'une augmentation de la déformation des amortisseurs a
une influence significative sur le module de cisaillement équivalent du caoutchouc fibre sur
les courbes de la figure 3.8. On peut ainsi raisonnablement s'attendre à converger vers des
valeurs plus conformes à celles visées lors du dimensionnement.
L'amortissement apporté à la structure dans son mode fondamental par l'introduction
des amortisseurs ne peut pas être quantifié de façon aussi claire qu'il l'a été pour la struc-
ture de référence (linéaire) au chapitre 5. En particulier, la méthode d'acuité de résonance
habituellement utilisée ne s'applique pas aux essais en balayage fréquentiel effectués ici en
raison du comportement fortement non linéaire de la structure amortie. En effet, comme
indiqué auparavant, chaque point des FRF de la structure amortie à une fréquence donnée
correspond à la réponse d'un système dynamique différent de celui des autres points :
bien que l'intensité d'excitation à la base reste la même, le niveau des réponses de la
structure change, donc la déformation des amortisseurs aussi ainsi que leurs propriétés.
Ainsi les matrices résultantes de rigidité et d'amortissement changent également. En réa-
lité, pour chaque point de la courbe, il serait en théorie possible d'associer une valeur
de période propre et d'amortissement modal différente, fonction du point de fonctionne-
ment des amortisseurs obtenu à chaque étage pour l'intensité et la fréquence de l'excita-
tion correspondante. Dans ces conditions, les hypothèses sur lesquelles se base le calcul
de l'amortissement structural par acuité de résonance sont très loins d'être vérifiées. Un
amortissement additionnel fourni par les amortisseurs par rapport à la structure de réfé-
rence est cependant nettement mis en évidence sur les courbes superposées de la figure 6.8.
Il se traduit par la réduction importante du pic d'amplification dynamique Rd,max du 1er
mode dont les valeurs obtenues pour chaque essai en balayage fréquentiel sont résumées
au tableau 6.13 (accélérations au 3ème étage de la structure). Comme pour l'évolution de
la fréquence propre, le plus important est de noter que l'amortissement obtenu croît avec
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Tableau 6.13 - Evolution du facteur d'amplification dynamique avec l'intensité d'excitation
(accélération au 3eme étage)
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l'intensité de l'excitation. Ce phénomène s'explique par le mécanisme de comportement
du système en série {chevron + amortisseur} qui a déjà été décrit plus tôt dans ce cha-
pitre lors de l'étude numérique des performances de contrôle pour expliquer l'évolution de
la courbe d'amortissement de la figure 6.4 : plus l'intensité d'excitation est importante,
plus les réponses de la structure sont grandes, et donc la déformation des amortisseurs
aussi. L'effet est de réduire considérablement la rigidité des amortisseurs par rapport à
celle des chevrons qui reste fixe. Plus l'intensité de l'excitation est forte, plus l'énergie de
déformation du système en série se concentre donc dans les amortisseurs qui ont l'occasion
de dissiper une part d'énergie totale plus importante. Le résultat en est l'accroissement
de l'amortissement global de la structure équipée d'amortisseurs. Dans ce comportement,
l'évolution en parallèle du taux d'amortissement équivalent £e9 du matériau amortissant a
un effet négligeable devant celle du module de cisaillement Geq. Comme pour l'allongement
de la période, l'augmentation constatée de l'amortissement dans la structure amortie doit
se poursuivre tant qu'une augmentation de la déformation des amortisseurs a une influence
significative sur le module de cisaillement équivalent du caoutchouc fibre sur les courbes
de la figure 3.8.
Le gain d'amortissement important et l'allongement de la période propre constatés ex-
périmentalement dans cette section expliquent les performances de contrôle de la structure
amortie face aux séismes. Leur accroissement progressif et continu avec l'intensité d'exci-
tation (justifié par le comportement non linéaire du matériau, en particulier de sa rigidité)
indiquent qu'il est raisonnable d'extrapoler - avec prudence - à des valeurs d'excitation
plus grandes les résultats et performances de contrôle obtenus expérimentalement dans ce
projet pour des excitations relativement faibles.
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Chapitre 7
Performances de contrôle sismiques
expérimentales
Des performances sismiques pour le système de contrôle proposé dans ce mémoire ont été
estimées numériquement lors du dimensionnement des amortisseurs effectué au chapitre
précédent. Des essais sismiques ont été effectués sur la structure de référence et la structure
amortie afin de valider expérimentalement les performances de contrôle réelles du système.
Une série d'excitations sismiques à plusieurs niveaux d'intensité a ainsi été appliquée à
la base du bâtiment grâce à la table vibrante du laboratoire. Les mêmes essais ont été
reproduits pour la structure de référence, puis pour la structure amortie. Les réponses
maximales expérimentales des deux types de structures pour un même séisme ont été
comparées afin d'en extraire les performances de contrôle sismiques telles que définies
au chapitre 6. Etant donné les difficultés à contrôler la table vibrante (cf chapitre 4),
la principale difficulté de ce type d'essais est d'appliquer des séismes identiques - ou
suffisamment semblables - aux deux structures pour en comparer légitimement les réponses
et obtenir des résultats pertinents. L'analyse des essais présentés dans ce chapitre est donc
assez délicate, et une comparaison directe des résultats expérimentaux sur les deux types
de structure n'a pas toujours été possible. Il a souvent été fait appel au modèle numérique
linéaire de la structure de référence, présenté au chapitre 5.
Les performances de contrôle sismiques présentées au chapitre 6 sont celles attendues
pour le système de contrôle fonctionnant dans les conditions de son dimensionnement, en
particulier sous des intensités d'excitations sismiques réelles. Pour des raisons évidentes
de sécurité lors de cette étude expérimentale - qui est la première du CRGP à utiliser
la table vibrante -, les essais présentés dans ce chapitre ont été effectués à des intensités
nettement plus faibles que celles du dimensionnement. Puisque le système de contrôle
est fortement non linéaire, il faut anticiper dans ce chapitre des résultats de contrôle
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expérimentaux sensiblement inférieurs à ceux visés lors du dimensionnement. L'objectif
précis de ce chapitre est donc d'obtenir expérimentalement une borne inférieure pour les
performances de contrôle et de dégager les tendances sur l'évolution des performances de
contrôle avec le niveau d'intensité sismique. Ces tendances expérimentales permettront
alors l'extrapolation prudente des résultats à des intensités beaucoup plus fortes pour
justifier les performances de contrôle sismiques avancées au chapitre 6 pour des séismes à
pleine intensité.
Le présent chapitre décrit tout d'abord avec précision l'ensemble des essais sismiques réa-
lisés sur le montage expérimental, pour la structure avec et sans amortisseur. Les difficultés
liées à l'analyse de ce type d'essai ainsi que les méthodes employées pour les résoudre sont
ensuite présentées, ainsi que les résultats complets des essais. Enfin, le chapitre conclut sur
l'analyse des perfomances de contrôle sismiques obtenues expérimentalement, et s'emploit
à extrapoler prudemment les résultats pour des intensités d'excitation plus conformes à
celles des séismes de dimensionnement.
7.1 Protocole expérimental des essais sismiques
7.1.1 Choix des excitations sismiques
Le principe des essais sismiques présentés dans ce chapitre est en soi d'une extrême
simplicité : des excitations sismiques sont choisies, et sont consécutivement appliquées à
la base de la structure de référence puis à la base de la structure équipée d'amortisseurs.
Les réponses expérimentales maximales enregistrées lors des essais sont alors comparées
et on obtient les performances sismiques du système de contrôle pour un séisme donné. La
première étape consiste donc en la définition des excitations étudiées. L'objectif étant de
valider expérimentalement les performances de contrôle obtenues numériquement lors du
dimensionnement des amortisseurs au chapitre 6, les mêmes excitations sismiques ont été
reprises. Il s'agit donc à nouveau des huit séismes artificiels d'Atkinson [7], compatibles
avec le spectre UHS pour la région de Montréal défini dans le CNBC 2005 [13], et répartis
en deux séries de quatre séismes : série 1M6D30 et série 1M7D70. La justification du choix
de ces séismes et des détails sur chacune des deux séries ont déjà été donnés au chapitre 6.
A nouveau, conformément aux principes de mise à l'échelle de l'étude, la base de temps
des séismes utilisés pour les essais a été réduite du facteur d'échelle 1/3.
Comme indiqué en préambule de ce chapitre, les excitations sismiques choisies n'ont pas
pu être appliquées directement à leur intensité de dimensionnement. Pour des raisons de
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sécurité lors des essais en laboratoire et pour préserver l'intégrité du montage expérimen-
tal, les intensités ont été significativement réduites afin de maintenir systématiquement
les structures en dessous des deux limites critiques suivantes : la limite de flambement des
contreventements en chevron du 1er étage Cu = 47.6 kN [14] et le moment de renverse-
ment maximal endurable par la table vibrante M0 = 294 kNm (limite du constructeur).
En pratique, la limite dominante du montage a toujours été le moment de renversement
de la table vibrante. Il s'agit ici d'une des principales limites du projet présenté dans ce
mémoire, car le système de contrôle n'a pas pu être testé avec les intensités pour lesquels il
a été dimensionné. Néanmoins, afin d'éventuellement extrapoler les résultats à des inten-
sités d'excitation supérieures, les tendances d'évolution des résultats expérimentaux avec
l'intensité d'excitation ont été recherchées. C'est pourquoi les huit séismes sélectionnés ont
été appliqués chacun à trois intensités différentes, pour un total de 24 essais sur chacune
des structures. La liste des excitations sismiques finalement utilisées est résumée au ta-
bleau 7.1 avec les valeurs de PGA utilisées pour chaque séisme à chacun des trois niveaux
d'intensité. Ces trois niveaux d'intensité ont été déterminés grâce au modèle numérique
recalé de la structure de référence (chapitre 5) utilisé avec les signaux de commande des
huit séismes sélectionnés, de façon à obtenir pour chacun des séismes, en théorie, des mo-
ments de renversement correspondant respectivement à 20%, 50%, et 60% du moment de
renversement maximal de la table. Bien que les niveaux d'intensités n'aient pas été définis
ainsi, on peut également les associer à un niveau d'effort qu'ils génèrent pour chacun des
séismes dans les contreventements du 1er étage, soit respectivement environ 17%, 43%,
et 51% de la résistance au flambement des contreventements du 1er étage. Les intensités
sismiques les plus fortes testées expérimentalement (intensité 3) sont ainsi, en moyenne,
7 fois moins grandes que les intensités de dimensionnement présentées au chapitre 6 au
tableau 6.2. On notera que les intensités sismiques expérimentales ont été choisies unique-
ment en fonction des réponses générées sur la structure de référence, puisque par définition
la structure amortie est toujours supposée fournir des efforts et des moments inférieurs qui
ne peuvent donc pas poser de problème de sécurité avec les intensités sismiques finalement
choisies.
La limite importante que représentent les intensités sismiques testées dans ce chapitre
ouvre naturellement la porte à un prolongement futur du projet : avec des performances de
contrôle satisfaisantes, des essais à intensités plus importantes pourraient être envisagés,
quitte à ne les effectuer que sur la structure amortie pour préserver des conditions de
sécurité adéquates. Dans ce cas, le modèle numérique de la structure de référence serait
exclusivement utilisé pour la détermination de la réponse de la structure sans amortisseur
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Tableau 7.1 - Excitations sismiques expérimentales
séisme PGA (g)
intensité 1 intensité 2 intensité 3
1M6D30-1 0.100 0.250 0.300
1M6D30-2 0.076 0.190 0,228
1M6D30-3 0.115 0.287 0.345
1M6D30-4 0.073 0.182 0.219
1M7D70-1 0.078 0.195 0.234
1M7D70-2 0.068 0.170 0.204
1M7D70-3 0.100 0.250 0.300
1M7D70-4 0.073 0.182 0.219
afin de calculer les performances de contrôle atteintes sous ces intensités augmentées.
7.1.2 Conditions expérimentales
Les essais sismiques ont eu lieu dans le laboratoire de structure de l'Université de Sher-
brooke où se situe la table vibrante. La température de ce local ne peut malheureusement
pas être contrôlée efficacement pour s'assurer que les essais avec amortisseurs aient tou-
jours lieu à des températures identiques. Cependant, sans les connaître exactement, on
peut supposer sans problème que les températures d'essai sont toujours restées proches
des 24°C sous lesquelles le matériau amortissant a été caractérisé au chapitre 3. Pour
chacun des essais, l'acquisition des réponses de la structure et de l'excitation à la base a
été déclenchée manuellement environ 2 secondes avant le début de l'excitation, et arrêtée
seulement lorsque les vibrations libres du bâtiment après l'excitation étaient suffisamment
atténuées. L'ensemble des 13 canaux d'accélération, des 4 canaux de potentiomètres, et des
6 canaux de jauges ont été enregistrés à une fréquence d'échantillonnage de 400Hz. Toutes
les fréquence de coupure des filtres anti-repliement ont été fixées à 100 Hz. Dans la confi-
guration de la structure avec amortisseurs, 3 canaux d'accéléromètres ont été déconnectés
(ceux des accéléromètres excentrés et dans la direction orthogonale) pour être remplacés
par les 3 canaux de LVDT ajoutés spécifiquement pour mesurer les déformations d'un des
amortisseurs à chaque étage. L'ensemble des signaux enregistrés permet ainsi d'extraire
toutes les données nécessaires à l'analyse des performances de contrôle et à l'obtention de
courbes d'hystérésis expérimentales des amortisseurs sous une excitation sismique d'après
les calculs expliqués au chapitre 4.
160
7.2 Résultats expérimentaux des essais sismiques
7.2.1 Méthode d'analyse pour l'extraction des performances de
contrôle
Si le principe des essais sismiques présentés dans ce chapitre est en soi particulièrement
simple, l'analyse finale des essais pour l'extraction des performances de contrôle s'avère
beaucoup plus délicate. En effet, l'obtention des performances de contrôle sismiques pour
un séisme donné par comparaison directe des réponses expérimentales maximales enregis-
trées avec la structure de référence puis avec la structure amortie n'est possible qu'à la
condition que les deux structures soient excitées de façon rigoureusement identique. Or,
des difficultés importantes à contrôler parfaitement la table vibrante ont été démontrées
dans ce mémoire au chapitre 4 ainsi qu'aux chapitres 5 et 6 pour l'obtention de simples
excitations harmoniques. Ces difficultés de contrôle sont le fait des réponses en fréquence
de la table vibrante illustrées à la figure 4.2 dont les imperfections sont dues en grande
partie aux propriétés dynamiques du spécimen installé sur la table et aux paramètres de
calibration choisis. Des erreurs inévitables sont ainsi commises par la table vibrante entre
le signal d'excitation commandé et celui réellement obtenu. Il n'est donc pas possible d'ob-
tenir rigoureusement la même excitation à la base pour les deux structures à comparer
bien que le signal de commande envoyé soit le même. Afin de comparer légitimement les
réponses sismiques expérimentales obtenues lors des essais pour un séisme donné, il est
donc nécessaire de s'assurer auparavant que les deux excitations obtenues sont suffisament
semblables. Pour cela des critères doivent être fixés.
Il est très difficile, sinon impossible, de déterminer un critère absolu et parfaitement
objectif pour juger de la similarité des deux signaux temporels. Une simple superposition
temporelle directe des excitations ne peut fournir aucune information objective et est donc
à proscrire. Quand on cherche à comparer deux excitations temporelles, on cherche en réa-
lité à savoir si elles ont des effets comparables sur les réponses des structures étudiées. Dans
cette optique, deux critères ont été inspectés pour l'analyse des essais sismiques présentés
dans ce chapitre. Le premier critère a été la comparaison, pour chacun des séismes définis
au tableau 7.1, des contenus fréquentiels des excitations réelles enregistrées pour la struc-
ture de référence et la structure amortie. Pour cela, le module au carré de la transformée de
Fourier rapide (FFT) de chacun des signaux d'excitation (pris sur un intervalle de temps
identique) a été calculé, et les spectres de Fourier résultant ont été superposés. Si les deux
signaux étaient rigoureusement identiques, les deux courbes se superposeraient parfaite-
ment. Les différences entre les deux spectres indiquent les fréquences du signal d'excitation
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pour lesquelles la table vibrante a généré des différences. Bien qu'il ne s'agisse que d'un
critère visuel et donc peu objectif, cette méthode fournit une information importante sur
la nature des différences des signaux, et par conséquent sur l'importance de ces différences
du point de vue des réponses structurales. En effet, des différences de pics dans des zones
assez éloignées des fréquences propres de chacune des structures ont peu d'impact sur
les réponses relatives des deux structures et peuvent être négligées. A l'inverse, des pics
relativement différents aux alentours des fréquences de résonance des structures rendent
les excitations incomparables, puisque l'une d'entre elles génère des réponses structurales
beaucoup plus fortes que l'autre. La comparaison effectuée des contenus fréquentiels des
excitations n'est cependant pas un critère suffisant pour conclure sur le fait que les essais
menés sur les deux types de structure avec un même signal de commande sont compa-
rables. En effet, ce critère reste qualitatif et on ne peut toujours pas statuer sur le degré
de similarité des contenus fréquentiels à moins que ceux-ci soient très franchement dif-
férents. De plus, les essais menés ont démontré à plusieurs reprises que des excitations
pourtant très semblables en terme fréquentiel pouvaient parfois générer des réponses très
différentes sur une même structure. Les deux exemples qui suivent illustrent ce dernier
point. La figure 7.1 compare les contenus fréquentiels du signal de commande et de l'exci-
tation réelle obtenue avec la structure de référence pour le séisme 1M6D30-4 à l'intensité
2. Cet exemple illustre le cas le plus commun rencontré lors des essais : une excitation
réelle au contenu fréquentiel sans différences significatives avec sa commande, et pourtant
l'excitation réelle génère pour la structure de référence (résultats issus du modèle numé-
rique décrit au chapitre 5) des efforts dans les contreventements du 1er étage de 10% à 20%
inférieurs à ceux de la commande (dans cet exemple précis : 18.8 kN contre 22.3 kN). La
situation identique peut se produire lors de la comparaison cette fois des contenus fréquen-
tiels des excitations expérimentales obtenues sur la structure avec et sans amortisseurs.
Il s'agit d'ailleurs d'un cas très fréquent, où les signaux semblent quasiment identiques
en terme fréquentiel mais génèrent finalement des réponses sensiblement plus (ou moins)
fortes sur la même structure de référence. Le cas le plus probant rencontré lors des essais
est illustré à la figure 7.2 qui compare les contenus fréquentiels des excitations expérimen-
tales obtenues sur les deux types de structures pour le séisme 1M7D70-3 à l'intensité 3.
Bien que très similaires, ces deux excitations utilisées avec le même modèle numérique
de la structure de référence (chapitre 5) génèrent numériquement des efforts différents de
14% dans les contreventements du 1er étage (18.9 kN avec l'excitation de la structure de
référence contre 21.6 kN avec l'excitation de la structure amortie). Bien que ces écarts ne
semblent pas a priori très importants, ils sont suffisants pour biaiser significativement les









(a) Contenu frequentici des excitations
40
U3 U3 dl axA M0
-14.0% -17.0% -16.1% -15.7% -17.3%
(b) Ecarts entre les réponses du modèle numérique de
référence, générés par l'excitation expérimentale par
rapport à la commande
Figure 7.1 - Comparaison de l'excitation expérimentale 1M6D30-4 à 0.182g à la commande
relativement faibles.
Le critère de comparaison des signaux d'excitation basé sur la superposition des contenus
fréquentiels a été utilisé pour se donner une première idée globale de la validité ou non
d'une comparaison expérimentale directe des réponses sismiques des deux structures. Un
second critère de comparaison a été défini et fournit cette fois une information quantifiée et
plus objective pour la comparaison des excitations. Les signaux d'excitation expérimentaux
correspondant à une même commande sismique enregistrés lors des essais sur la structure
de référence puis sur la structure amortie ont tous les deux été utilisés pour calculer
numériquement les réponses du modèle linéaire de la structure de référence développé
au chapitre 5. Deux séismes parfaitement identiques doivent fournir les mêmes réponses
maximales. Les différences entre les deux excitations expérimentales peuvent donc être
quantifiées par les écarts obtenus sur les différentes variables de réponses maximales. En
général, lorsqu'un des deux séismes fournit un écart sur une des variables d'étude, cet écart
se retrouve approximativement sur l'ensemble des autres variables, indiquant qu'un des
deux séismes est globalement plus ou moins intense que l'autre. Le premier critère doit









(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
uz uz di a?,? Mn V0
7.4% 8.3% 13.Í 14.2% 8.3% 14.1%
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(b) Ecarts générés sur les réponses du modèle numé-
rique de référence (excitation de la structure amortie
par rapport à celle de la structure de référence)
Figure 7.2 - Comparaison des excitations expérimentales 1M7D70-3 à 0.300g
fréquentielles semblables de leur puissance. Puisqu'un critère devait être fixé, une limite de
±10% d'écart sur les efforts calculés dans les contreventements du 1er étage de la structure
de référence a été toléré pour considérer que les résultats expérimentaux obtenus sur
les deux structures pouvaient être directement comparés pour le calcul des performances
de contrôle sur ce séisme. L'écart toléré de ±10% a été choisi pour limiter les erreurs
commises sur l'estimation des performances de contrôle offertes par les amortisseurs pour
un séisme donné. En comparant directement les résultats expérimentaux des structures
de référence et amortie, il faut en effet garder à l'esprit que si le séisme appliqué à la
structure de référence était légèrement plus violent que celui de la structure amortie, les
performances de contrôle sont légèrement sur-estimées. A l'inverse, pour un séisme moins
violent pour la structure de référence que pour la structure amortie, les performances sont
sous-estimées. Plus les performances de contrôle atteignent des valeurs élevées, moins ces
erreurs ont d'importance. En revanche, si les performances de contrôle sont 'très faibles
voire nulles, ces erreurs peuvent biaiser de façon relativement importante les performances
de contrôle obtenues. C'est le cas, sauf séisme particulier, des essais effectués à l'intensité 1
comme l'indiquent les performances de contrôle expérimentales présentées au tableau 7.3.
C'est pourquoi, pour cette intensité de séisme, la limite de ±10% d'écart toléré entre les
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réponses numériques de la structure de référence aux deux séismes comparés a été abaissée
à seulement ±5%.
Selon les résultats des deux critères exposés précédemment pour chaque essai sismique,
trois cas et donc trois méthodes d'analyse ont été rencontrés :
1. Les contenus fréquentiels des excitations expérimentales obtenues pour un même
séisme sur la structure avec et sans amortisseurs ne présentent pas de différences
majeures, et les réponses numériques de la structure de référence à ces deux séismes
ont des écarts inférieurs aux limites fixées. Il s'agit du cas idéal et recherché, pour
lequel le calcul des performances sismiques peut être effectué par comparaison directe
des résultats expérimentaux sur les deux types de structure pour un séisme donné.
2. Les contenus fréquentiels des excitations ne présentent pas de différences majeures,
mais les réponses numériques calculées pour la structure de référence présentent des
écarts supérieurs aux tolérances choisies. Dans ce cas, une comparaison directe des
résultats expérimentaux est exclue, car elle fournirait des performances de contrôle
trop erronnées. Les réponses expérimentales obtenues sur la structure de référence
sont alors écartées et remplacées par les résultats issus du modèle numérique de la
structure de référence utilisé avec l'excitation expérimentale exacte que la structure
amortie a subie. Pour tenir compte des erreurs de la simulation (étudiées au cha-
pitre 5), les résultats numériques ainsi obtenus ont été corrigés d'après les erreurs
numériques constatées pour chaque séisme et à chaque intensité au tableau 5.7. Cette
approche n'est évidemment pas exacte, mais il est raisonnable de l'utiliser puisque le
séisme expérimental obtenu sur la structure amortie reste malgré tout assez proche
de celui obtenu expérimentalement sur la structure de référence et dont sont is-
sues les erreurs présentées au tableau 5.7. Ce cas d'analyse ne s'est présenté qu'à
trois reprises pour les séismes : 1M6D30-2 (intensité 1), 1M7D70-3 (intensité 3), et
1M7D70-4 (intensité 1).
3. Aucun des deux critères établis n'est validé, et en particulier les deux excitations
présentent une différence manifeste de leur contenu fréquentiel (en général un pic
très élevé proche des modes fondamentaux des structures). Dans ce cas, il est aussi
impossible d'effectuer une comparaison directe des réponses expérimentales avec et
sans amortisseurs. Comme pour le cas 2, il faut recourir au modèle numérique pour
obtenir la réponse de la structure de référence au même séisme que celui soumis
à la structure amortie. La différence est que dans ce cas, il n'est pas raisonnable
de recourir au tableau 5.7 pour la correction des erreurs de simulation puisque les
résultats de ce tableau sont issus d'analyses sur un séisme trop différent du séisme
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expérimental étudié cette fois. Deux cas se présentent alors : soit l'essai étudié a
été effectué à une intensité suffisante pour que les performances de contrôle soient
relativement élevées. On peut alors se dispenser d'une correction sur les résultats
numériques dont la précison est suffisante (cf étude au chapitre 5) pour ne pas
biaiser les performances de contrôle calculées. Ce serait par exemple le cas, si des
essais sismiques à des intensités supérieures à celles présentées dans ce mémoire
devaient être effectués sur la structure amortie uniquement. Soit l'essai étudié a été
effectué à une intensité trop faible pour obtenir de bonnes performances de contrôle
(cas de l'intensité 1, d'après les performances de contrôle présentées au tableau 7.3).
Les erreurs qui peuvent être commises par la simulation sur certains séismes sont
alors trop importantes pour ne pas biaiser les performances de contrôle calculées,
et aucune valeur satisfaisante de performance de contrôle ne peut être extraite de
l'essai. Le problème s'est produit pour les deux séismes à l'intensité 1 : 1M7D70-1
et 1M7D70-2.
Le tableau 7.2 résume les méthodes d'analyse qui ont finalement été adoptées pour
chacun des 24 essais sismiques réalisés et l'obtention des performances de contrôle corres-
pondantes. Les critères qui ont menés au choix des méthodes d'analyse sont tous présentés
à l'annexe F (pour chaque séisme : superposition des spectres fréquentiels des deux ex-
citations expérimentales, et calcul de l'écarts généré sur l'ensemble des variables avec le
modèle numérique de la structure de référence par l'excitation expérimentale de la struc-
ture amortie par rapport à celle de la structure de référence) .
Tableau 7.2 - Méthode d'analyse des essais sismiques
séisme intensité 1 intensité 2 intensité 3
1M6D30-1 XP XP XP
1M6D30-2 num. XP XP
1M6D30-3 XP XP XP
1M6D30-4 XP XP XP
1M7D70-1 N/A XP XP
1M7D70-2 N/A XP XP
1M7D70-3 XP XP num.
1M7D70-4 num. XP XP
xp comparaison directe des résultats expérimentaux
num. recours au modèle de la structure de référence
N/A résultats insatisfaisants pour le calcul de perfor-
mances de contrôle fiables.
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Remarque : On notera que les essais pour lesquels une comparaison directe des résultats
expérimentaux n'a pas été possible pourront éventuellement être refaits dans une étude
ultérieure après une optimisation de la calibration de la table sismique.
7.2.2 Performances de contrôle expérimentales des essais
Les méthodes d'analyse décrites précédemment ont mené, pour chaque essai, aux résul-
tats expérimentaux présentés dans ce paragraphe. Le tableau 7.3 présente les performances
sismiques du système de contrôle obtenues individuellement pour chacun des essais enu-
meres au tableau 7.1 sur l'ensemble des variables d'intérêts : l'accélération au 3ème étage
U3, le déplacement au 3ème étage U3, le drift (déplacement interétage) du 1er étage dx,
l'effort axial des contreventements du 1er étage FaxA, le moment de renversement de la
structure M0, ainsi que le cisaillement à la base V0. Les résultats sont regroupés par séisme
de façon à visualiser efficacement leur évolution avec l'intensité d'excitation. La figure 7.3
présente graphiquement cette évolution des performances de contrôle avec l'augmentation
de l'intensité sismique.
Puisque l'intensité de l'excitation est l'un des paramètres principaux à l'étude, il est
nécessaire de l'associer à une grandeur quantifiable, mesurable, et surtout comparable
d'un séisme à l'autre et d'une intensité à l'autre. Cette grandeur doit évidemment être
représentative, comparativement aux intensités des séismes réels pour lesquels le système
de contrôle a été dimensionné. La force axiale maximale obtenue expérimentalement (ou
numériquement le cas échéant) dans les contreventements du 1er étage de la structure de
référence, Fax¡1, a été choisie à cet effet, exprimée en pourcentage de la force de flambement
pondérée des membrures Cu = 47.6 kN. Il est ainsi possible de quantifier l'augmentation
d'intensité entre les trois essais effectués pour un même séisme, et de savoir si deux séismes
différents ont réellement été testés à des intensités comparables.
De façon identique à l'étude qui a été menée au chapitre 5 sur la précision du modèle
numérique de référence, les résultats sur le drift à l'intensité la plus faible ont été écartés
(non représentés sur les graphiques et en italiques dans les tableaux) car leur mesure
est trop imprécise à ce niveau de réponse. Comme annoncé à la section précédente, on
remarquera qu'aucun résultat n'est présenté pour les séismes 1M7D70-1 et 1M7D70-2 à
l'intensité 1 (cas 3 d'analyse décrit à la section précédente).
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Tableau 7.3 - Performances de contrôle expérimentales des essais sismiques
séisme PGA F0x ,i performances de contrôle(g) (% Cu) U3 U3 d\ , FaXjl M0 V0
ÔlÔÔ 16.1% -9.0% 11% -44% -25.6% -12.1% -21.6%
1M6D30-1 0.250 38.4% -19.1% -9.6% -20.2% -35.6% -23.0% -29.9%
0.300 45.4% -25.5% -12.9% -23.4% -39.1% -26.0% -32.1%
???76 14.3% 9^2% 23.0% 18.2% L9% L4% 5.6%
1M6D30-2 0.190 36.9% -11.5% -13.6% -15.6% -33.6% -25.1% r31.1%
0.228 45.1% -19.9% -22.5% -25.7% -41.2% -32.0% -38.4%
oTÏÏ5 14.2% -4.6% 23.7% 17.6% 0^4% 48% 7.4%
1M6D30-3 0.287 36.8% -33.6% -8.6% -11.5% -25.4% -21.1% -20.4%
0.345 44.1% -39.5% -16.5% -18.7% -30.1% -30.1% -25.6%
(?0~73 15.7% -32.2% -30.3% -19.8% -41.7% -44.8% -38.6%
1M6D30-4 0.182 36.5% -32.1% -39.0% -40.8% -53.3% -45.3% -49.1%
0.219 43.0% -31.6% -43.0% -44.5% -54.7% -46.3% -50.0%
0.078 aucun résultat^
1M7D70-1 0.195 43.4% -28.2% -10.2% -16.7% -30.2% -24.2% -25.2%
0.234 53.0% -40.8% -22.4% -23.5% -37.8% -35.8% -33.2%
0.068 aucun résultat^
1M7D70-2 0.170 40.8% -45.3% -23.9% -24.5% -40.1% -34.3% -35.0%
0.204 52.2% -46.4% -35.7% -30.7% -44.7% -43.3% -41.6%
oTÏÔÔ 13.3% -18.0% 16.0% 8~5% -9.9% -10.2% -0.5%
1M7D70-3 0.250 33.9% -32.3% -8.3% -21.1% -34.9% -22.0% -24.7%
0.300 43.9% -36.3% -11.9% -25.3% -39.2% -25.3% -30.4%
0^073 18.5% -28.9% 9^6% -12.1% -31.0% -13.9% -26.0%
1M7D70-4 0.182 35.1% -27.6% 6.1% -2.8% -18.6% -9.1% -11.8%
0.219 42.8% -30.1% 3.1% -3.9% -20.0% -13.5% -12.3%
t imprécision des drifts mesurés à l'intensité 1 faussant le calcul du contrôle
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Figure 7.3 - (suite)
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Le tableau 7.4 et la figure 7.4 présentent les performances de contrôle moyennes du
système calculées pour les trois niveaux d'intensité sur l'ensemble des séismes testés. La
première partie du tableau 7.4 présente pour chaque niveau d'intensité testé les valeurs
moyennes de ces intensités (en terme de force axiale dans les contreventements du premier
étage) ainsi que les valeurs moyennes des performances de contrôle atteintes à cette inten-
sité. La seconde partie du tableau présente les écarts-type autour des valeurs moyennes
précédentes, calculés avec l'ensemble des séismes considérés. Puisque les performances de
contrôle sont variables d'une excitation sismique à l'autre, l'objectif est ici de faire resortir
une performance moyenne globale du système de contrôle selon une intensité d'excitation
donnée. Les conclusions et analyses de l'étude effectuées à la section suivante reposent
essentiellement sur ces résultats moyens, car il s'agit du seul moyen d'avoir une vision
générale du bon fonctionnement de l'application lorsqu'une étude repose sur des excita-
tions particulières (méthode recommandée d'ailleurs par le CNBC 2005 [13]). Le calcul
de ces moyennes n'est possible que si tous les essais pris en compte ont des intensités
comparables. En inspectant le niveau des efforts des contreventements du 1er étage, les
résultats du tableau 7.3 montrent clairement que les deux séismes 1M7D70-1 et 1M7D70-2
aux intensités 2 et 3 sortent de l'intervalle acceptable pour une comparaison au reste des
séismes. Bien que leurs résultats individuels soient tout à fait valides aux deux plus fortes
intensités, les séismes 1M7D70-1 et 1M7D70-2 ne sont donc pas inclus dans les résultats
moyens présentés.
Remarque : le problème d'intensité lié aux deux séismes 1M7D70-1 et 1M7D70-2 vient
du phénomène évoqué à la section précédente : la grande majorité du temps, le séisme ex-
périmental obtenu fournit des réponses structurales 10% à 20% inférieures à celles prévues
par simulation avec la commande. Cela n'a pas été le cas pour les deux séismes 1M7D70-1
et 1M7D70-2 dont les niveaux de réponses structurales expérimentales sont fidèles aux pré-
visions effectuées par simulation avec la commande. Ces deux séismes se retrouvent donc
expérimentalement à un niveau d'intensité légèrement supérieur à l'ensemble des autres
excitations étudiées. Leurs résultats pourront éventuellement être réintégrés au calcul des
performances de contrôle moyennes, si des essais sont à nouveau effectués ultérieurement
en modifiant - à la baisse, et de façon adéquate - les intensités des signaux de commande.
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Tableau 7.4 - Performances de contrôle expérimentales moyennes
ax, 1 performances de contrôle
% Cu) Uz U3 d¦t ax.l M,o V0
moyenne
intensité 1 15.4% -13.9% 7.7%
intensité 2 36.3% -26.0% -12.1%









intensité 1 1.7% 14.3% 18.3% 14.5% 16.3% 16.1% 17.4%
intensité 2 1.4% 8.1% 13.5% 11.6% 10.7% 10.7% 11.5%
intensité 3 1.0% 6.5% 13.8% 11.9% 10.6% 9.8% 11.5%







Figure 7.4 - Performances de contrôle expérimentales moyennes
7.3 Analyse des performances de contrôle sismiques ex-
périmentales
7.3.1 Analyses des performances aux faibles excitations
Les performances expérimentales du système de contrôle présentées pour chaque séisme
à la figure 7.3 et en moyenne à la figure 7.4 montrent clairement que l'efficacité du système
est très différente selon les deux types de variables à contrôler : variables de déplacement
(déplacements et drifts) et variables d'efforts ou d'accélération (accélération, efforts dans
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les contreventements, moment et cisaillement). On retrouve l'efficacité relative de l'appli-
cation à contrôler les différentes variables de réponses structurales, observée en conclusion
du dimensionnement au chapitre 6 : par ordre décroissant des performances de contrôle,
on retrouve donc les efforts dans les contreventements et les accélérations au toit, puis le
moment de renversement et le cisaillement à la base, puis les drifts, et finalement les dépla-
cements au toit. Les résultats prouvent ainsi la spécificité attendue du système de contrôle
à réduire avant tout les efforts qui traversent la structure plutôt que les déplacements.
Que l'on considère les performances de contrôle moyennes ou de chaque séisme, les trois
variables que sont l'accélération au dernier étage U3, le moment de renversement M0 et
le cisaillement à la base Vq sont toujours contrôlées efficacement et de façon quasiment
identique. Leur réduction moyenne amenée par l'introduction des amortisseurs est en effet
comprise entre -12.3% à l'intensité sismique la plus faible et -31.5% pour les intensités
sismiques les plus fortes, soit une réduction de quasiment un tiers. On note cependant une
certaine particularité du contrôle des accélérations. En moyenne, celui-ci est identique à
M0 et Vo. Cependant, l'étude individuelle de chaque séisme montre que les accélérations
peuvent parfois être, avec les efforts des contreventements, la variable la mieux contrôlée
(cas des séismes de la série 1M7D70) soit une variable contrôlée de façon plus médiocre
(cas en général des séismes de la série 1M6D30).
En moyenne, mais aussi d'une façon générale pour l'ensemble des séismes, les efforts
dans les contreventements du 1er étage de la structure constituent le paramètre de ré-
ponse structural le plus efficacement contrôlé par les amortisseurs. Leur contrôle moyen
s'étend de -17.7% à l'intensité 1 jusqu'à -37.4% à l'intensité 3, soit une réduction de plus
que le tiers de la réponse initiale de référence sans les amortisseurs. Ce bon résultat est
d'une importance majeure pour l'application du système, car sa vocation principale reste
de réduire fortement les efforts dans la structure afin d'en éviter l'endommagement par
flambement et plastification des membrures de contreventements, et de la maintenir en
tout temps dans son domaine élastique. Tout l'intérêt sécuritaire et économique du système
de contrôle proposé dans ce mémoire réside dans cet effet (cf chapitre 6).
Les déplacements relatifs au 3ème étage et le drift du 1er étage apparaissent beaucoup
plus difficiles à contrôler, avec des taux de réduction nettement inférieurs à ceux enregistrés
pour les variables d'efforts ou d'accélération. A l'intensité la plus faible, sauf exception, on
note même que les déplacements au toit subissent systématiquement une amplification. En
moyenne, à l'intensité 1, ces déplacements subissent une amplification légère de +7.7%. Les
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données expérimentales n'étant pas assez fiables à ce niveau d'intensité, l'information n'est
pas fournie concernant une éventuelle amplification des drifts. Cependant les tendances
générales équivalentes des déplacements et des drifts laissent fortement supposer qu'une
amplification - peut-être légèrement moins marquée - est à anticiper également sur les
drifts aux très faibles intensités. Ce problème ne concerne cependant que les intensités
d'excitation très faibles qui ne posent de toute façon aucun problème de sécurité dans la
réalité. Même si les taux de réduction des déplacements et drifts sont très inférieurs à ceux
obtenus sur les variables d'effort, les résultats expérimentaux témoignent malgré tout d'un
contrôle non négligeable de ces variables aux intensités supérieures. A l'exception d'un
seul séisme pour lequel on peut considérer que le contrôle obtenu est simplement nul, une
réduction est à noter pour l'ensemble des autres séismes. En moyenne, on obtient ainsi
à l'intensité la plus forte une réduction des déplacements au toit de -17.3% et des drifts
au 1er étage de -23.6%. Il s'agit ici d'un autre résultat expérimental fondamental pour la
viabilité du système de contrôle proposé par rapport au cahier des charges imposé lors du
dimensionnement (chapitre 6). On démontre en effet que sans atteindre des performances
de contrôle exceptionnelles sur les déplacements et les drifts, l'essentiel des exigences est
assuré puisque ces variables ne sont pas amplifiées à de fortes intensités d'excitation.
Lorsqu'on étudie les résultats de chaque séisme individuellement, il est important de
noter que les performances atteintes par le système de contrôle ne sont pas fixes pour une
intensité donnée, mais dépendent énormément de l'excitation considérée. Cela se traduit
au tableau 7.4 par un écart-type important des performances de contrôle moyennes à
toutes les intensités et pour l'ensemble des variables : environ 16.5% à l'intensité 1, 11.0% à
l'intensité 2, et 10.7% à l'intensité 3. Cette donnée montre toute l'importance de considérer
un nombre d'excitations suffisant pour l'obtention de performances de contrôle réellement
représentatives de l'efficacité du système proposé.
Evolution du contrôle avec l'intensité d'excitation
En dehors des valeurs des performances de contrôle atteintes, l'autre élément d'étude
à mettre en relief concerne l'influence de l'intensité des excitations sur ces performances.
Il s'agit d'une étude d'autant plus importante que les essais expérientaux décrits dans
ce chapitre ont été effectués à des intensités très faibles en comparaison de celles pour
lesquelles le système a été dimensionné. Les tendances qui en ressortent font partie des
arguments indispensables à une extrapolation prudente des résultats de contrôle à des
intensités plus réalistes.
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A l'intensité la plus faible testée, on obtient en moyenne un contrôle assez léger des
variables d'efforts et d'accélération : jusqu'à -17.7% de réduction moyenne pour les efforts
axiaux des contreventements qui restent la- variable la mieux contrôlée, et pour plusieurs
séismes le contrôle de ce type de variables est nul voire connaît une légère amplification.
Comme il a déjà été souligné auparavant, les déplacements au toit - et probablement
les drifts au 1er étage - sont presque systématiquement amplifiés, pour une moyenne de
contrôle de +7.7%. Aux intensités 2 et 3, toutes les variables d'étude sont cette fois sys-
tématiquement contrôlées, y compris les variables de déplacements, avec des réductions
cette fois très intéressantes des variables d'effort et d'accélération. En particulier, il est
très important de noter une amélioration systématique des performances de contrôle de
chaque séisme et sur chaque variable, y compris les déplacements, à chaque augmenta-
tion d'intensité sismique. En moyenne, cela se traduit visuellement très nettement sur la
figure 7.4 par la décroissance rapide des courbes de contrôle.
Sur la plage d'intensités testées, les figures 7.3 et 7.4 montrent que l'amélioration des
performances de contrôle est non seulement continue, mais aussi quasiment linéaire. La
plage d'intensité expérimentale reste cependant assez limitée et n'est constituée que de
trois points. Il est évident qu'il faut s'attendre à un ralentissement progressif de l'amé-
lioration des performances de contrôle pour des intensités plus élevées du fait de la forte
non linéarité du matériau amortissant avec sa déformation en cisaillement (chapitre 3). On
remarque d'ailleurs sur certains séismes (1M6D30-2, 1M6D30-3, 1M6D30-4, et 1M7D70-3)
qu'une légère réduction de la pente s'est opérée entre les intensités d'essais 2 et 3 par
rapport à l'évolution entre les intensités 1 et 2. Ce léger ralentissement finit également
par s'observer sur les courbes de contrôle moyennes de la figure 7.4. L'observation d'une
évolution quasi linéaire du contrôle sur les intensités testées reste néanmoins un élément
important qui augure des améliorations encore importantes des performances avec l'aug-
mentation des intensités sismiques. L'extrapolation des performances de contrôle attendues
aux plus fortes excitations que celles testées expérimentalement fait l'objet de la prochaine
section de l'analyse.
Lorsqu'on considère l'évolution des performances de contrôle avec l'intensité, que ce soit
individuellement pour chaque séisme ou en moyenne, on remarque que cette évolution est
toujours identique pour l'ensemble des variables d'étude (les courbes de contrôle expéri-
mentales des variables restent toujours approximativement parallèles les unes aux autres).
Cette observation est vraie pour la plage d'intensités sismiques testées expérimentalement,
mais il faudrait probablement s'attendre à une distinction de l'évolution des variables de
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déplacements et de des variables d'effort et accélération pour des intensités sismiques su-
périeures. Ce point d'interprétation sera expliqué à la section suivante de l'analyse.
Si l'évolution des performances de contrôle avec l'intensité d'excitation est identique
d'une variable à l'autre, elle est par contre très différente d'une excitation à l'autre comme
le montrent les courbes de la figure 7.3. Cela se traduit par des pentes décroissantes plus
ou moins fortes sur les courbes d'évolution des performances de contrôle avec l'intensité
sismique. En particulier, deux séismes témoignent d'une évolution quasiment nulle des
performances de contrôle sur la plage d'intensités testées. Le séisme 1M6D30-4 se situe
dés la plus faible intensité à des niveaux de contrôle élevés, ce qui peut probablement
justifier l'évolution assez lente du contrôle constatée aux intensités plus élevées. Le séisme
1M7D70-4 témoigne lui d'une amélioration lente des performances de contrôle entre les
intensités 2 et 3, mais fournit des performances meilleures à l'intensité 1. Il s'agit du
seul séisme présentant cette "anomalie" d'évolution. Les particularités d'évolution des
performances de contrôle propres à chaque séisme montrent à nouveau l'importance de
tirer des conclusions sur la base de performances moyennes plutôt que particulières, afin
de juger de l'efficacité réelle du système de contrôle proposé.
Afin d'illustrer les effets du système de contrôle ainsi que l'évolution des performances
avec l'intensité d'excitation, les figures 7.5 et 7.6 superposent les réponses temporelles de la
structure de référence et de la structure amortie pour le séisme 1M6D30-2 respectivement
aux intensités 1 et 3. La figure 7.7 présente, elle, la courbe d'hystérésis expérimentale ob-
tenue pour un des amortisseurs du 1er étage de la structure amortie en réponse au séisme
1M7D70-2 à 0.204g (intensité 3). Cette figure illustre nettement la non linéarité du com-
portement hystérétique des amortisseurs lors d'une excitation sismique, avec en particulier
une perte de rigidité équivalente avec l'augmentation de la déformation en cisaillement.
On y repère également l'ordre de grandeur des déformations maximales atteintes lors des
séismes à l'intensité 3, soit aux alentours 1.2% de déformation en cisaillement, très loin des
20% de déformation en cisaillement considérés au chapitre 6 pour les intensités sismiques
de dimensionnement.
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Accélération étage 3 — structure de référence — structure amortie
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Figure 7.5 - Réponses des structures de référence et amortie au séisme 1M6D30-3 à 0.115g
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Figure 7.7 - Courbe de réponse hystérétique d'un amortisseur au 1er étage au séisme
1M7D70-2 à 0.204g
7.3.2 Extrapolation des résultats pour des intensités d'excitation
élevées
Les performances de contrôle expérimentales présentées précédemment restent éloignées
des excellents résultats anticipés par simulation suite au dimensionnement des amortisseurs
au chapitre 6 pour des séismes à pleine intensité. En effet, la principale limite de l'étude ex-
périmentale sismique menée dans ce chapitre réside dans les intensités d'excitation limitées
qui ont été testées sur la table vibrante du laboratoire. Sachant qu'en moyenne les efforts
générés par les séismes à l'intensité 3 dans les contreventements du 1er étage représentent
44.1% de leur force de flambement pondérée Cu, et en considérant les facteurs de réduction
des forces sismiques recommandés par le CNBC 2005 [13], Rdx R0 = 3x1.3 = 3.9, on peut
estimer que les intensités sismiques les plus fortes utilisées sont environ 6 à 8 fois moins
fortes que celles d'un séisme réel. Si on compare directement les intensités sismiques à
l'intensité 3 référées pour chaque séisme au tableau 7.1 aux intensités de dimensionnement
de ces mêmes séismes déterminées au chapitre 6 au tableau 6.2, les séismes expérimentaux
sont 7 fois moins intenses que ceux utilisés pour le dimensionnement des amortisseurs.
Puisque le système de contrôle proposé repose sur un caoutchouc fortement non linéaire
avec sa déformation en cisaillement, il est naturel que les performances de contrôle expé-
rimentales discutées dans ce chapitre soient assez éloignées des performances annoncées
au chapitre 6 pour des conditions de fonctionnement normales. Or, les nombreux atouts
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du système de contrôle proposé, soulignés au chapitre 6 (en particulier les avantages éco-
nomiques et sécuritaires du projet) découlent de l'obtention de performances de contrôle
comparables à celles espérées, en particulier de l'obtention d'un facteur de réduction des
efforts sismiques supérieur ou égal à R¿ = 3. Pour justifier l'intérêt réel du système de
contrôle, il est donc important d'envisager une extrapolation des résultats expérimentaux
présentés à la section précédente pour des intensités d'excitation plus élevées.
L'extrapolation de résultats expérimentaux reste toujours une activité délicate dans la-
quelle il faut se montrer très prudent. Une telle extrapolation ne peut être effectuée que sur
la base de résultats et de tendances expérimentales suffisantes. C'est pourquoi on considé-
rera ici en parallèle les observations effectuées précédemment tant sur les valeurs atteintes
des performances de contrôle que sur leur évolution constatée avec l'augmentation des
intensités sismiques. La compréhension théorique du fonctionnement non linéaire du sys-
tème de contrôle (déjà abordée au chapitre 6) est également présentée ci-dessous comme
argument indispensable à la justification des extrapolations effectuées. La figure 7.8 illustre
cette extrapolation des résultats de contrôle expérimentaux vers les résultats numériques
sous intensités de dimensionnemerit pour la réduction des efforts axiaux dans les contre-
ventements du premier étage, et pour la réduction des déplacements maximum au toit.
Sur la base des résultats des essais sismiques présentés dans ce chapitre, il n'est pas rai-
sonnable d'affirmer sans réserve que les excellentes performances de contrôle numériques
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Figure 7.8 - Extrapolation des performances de contrôle expérimentales
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dant, il est important de remarquer que les résultats expérimentaux des contrôles moyens
obtenus au tableau 7.4 sur les variables d'efforts et d'accélération représentent environ
40% des réductions de réponses structurales moyennes attendues numériquement au ta-
bleau 6.7 (on atteint même 48% de la réduction espérée sur les efforts des contreventements
qui restent la variable de contrôle principale) alors que les excitations expérimentales uti-
lisées sont 7 à 8 fois moins importantes que celles du dimensionnement (soit seulement
environ 14% de ces dernières). Si l'on prend pour élément de comparaison les objectifs du
cahier des charges du système de contrôle, à savoir une réduction de R¿ = 3 soit -66%,
les résultats expérimentaux obtenus représentent près de 50% de la réduction espérée.
Ces résultats sont à considérer parallèlement à l'observation d'une évolution quasi linéaire
du contrôle sur la plage d'intensités testées. Cela permet raisonnablement d'anticiper des
améliorations encore importantes des performances de contrôle expérimentales avec l'aug-
mentation des intensités sismiques. Il est cependant évident qu'une réduction progressive
des pentes des courbes de contrôle de la figure 7.4 doit être attendue. Si l'on s'intéresse
au contrôle des déplacements au toit et des déplacements interétages, on remarque que
les performances de contrôle expérimentales atteintes sont déjà très proches des objectifs
visés du tableau 6.7 malgré les faibles intensités des essais. Les résultats expérimentaux
à l'intensité 3 représentent en effet en moyenne 60% du contrôle espéré sur les déplace-
ments, et 69% de celui sur les drifts. Il est ainsi très probable que l'évolution du contrôle
des variables de déplacements avec l'intensité d'excitation diffère progressivement de celle
des variables d'effort, avec en particulier une réduction beaucoup plus rapide et brusque
des pentes des courbes de contrôle. Cette tendance anticipée se justifie lorsqu'on considère
le fonctionnement non linéaire intrinsèque du système de contrôle. Par ailleurs, on notera
que le seul fait que les déplacements sont contrôlés et qu'une probable amélioration de
ce contrôle doive encore intervenir à plus haute intensité d'excitation suffit à valider les
exigences du cahier des charges dont l'objectif était avant tout d'éviter toute amplification
de ces variables après introduction des amortisseurs dans la structure.
L'extrapolation des résultats expérimentaux envisagée dans ce paragraphe se justifie
qualitativement par la compréhension du comportement mécanique non linéaire de la
structure équipée d'amortisseurs lorsqu'on augmente les intensités d'excitation. Les rai-
sons du comportement décrit par la suite tiennent essentiellement leur source dans l'évo-
lution non linéaire des paramètres viscoélastiques équivalent du caoutchouc naturel fibre
F-80 utilisé dans le projet, et présentée à la figure 3.8. Le taux d'amortissement équivalent
£e9 et surtout le module de cisaillement équivalent Geq décroissent avec la déformation
en cisaillement du matériau (et donc implicitement avec les intensités d'excitation de la
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structure qui déforment toujours plus les amortisseurs), et particulièrement rapidement
aux faibles déformations. Le comportement de la structure amortie est principalement
régi par la combinaison de deux phénomènes simultanés dont la prépondérance relative
dépend de la plage d'excitation dans laquelle la structure se retrouve, et dont la cause
commune est la réduction de la rigidité des amortisseurs suite à une augmentation de leur
déformation. Cette perte de rigidité se traduit d'une part par une réduction plus ou moins
rapide de la rigidité des étages de la structure, et donc par un allongement progressif de la
période du bâtiment. D'autre part, la perte de rigidité des amortisseurs dans un système
{contreventements en chevron + amortisseur} agissant en série se traduit par une redistri-
bution des déformations globales du système vers les amortisseurs. Ainsi, comme il a déjà
été expliqué au chapitre 6, plus l'excitation est importante, plus la déformation totale du
système en série se concentre dans les amortisseurs plutôt que dans les contreventements.
Ainsi une part plus importante de l'énergie de déformation totale est dissipée dans le ma-
tériau amortissant. Il en résulte naturellement une augmentation du taux d'amortissement
global de la structure. Ainsi, aux faibles excitations, bien que les amortisseurs subissent
une perte importante de rigidité, ils restent encore trop rigides pour que l'allongement de
période du bâtiment soit significatif. Le phénomène prépondérant est alors l'accroissement
de la quantité d'énergie dissipée. Le résultat final est autant favorable au contrôle des
efforts et accélérations qu'à celui des déplacements. Etant donné la variation très rapide
de la rigidité du matériau à la figure 3.8, c'est dans la plage des faibles déformations que
ce phénomène et donc l'amélioration des performances de contrôle sur l'ensemble des va-
riables sont les plus importants. Ce comportement est celui observé à travers les résultats
expérimentaux aux faibles intensités d'excitation présentés dans ce chapitre. Aux plus
fortes excitations, le phénomène prépondérant devient progressivement l'allongement de
la période face au gain d'amortissement puisque les amortisseurs atteignent des valeurs de
rigidité assez faibles. De plus, le ralentissement de la réduction du module de cisaillement
avec l'augmentation de la déformation en cisaillement (figure 3.8) a tendance à limiter de
plus en plus le phénomène de redistribution des déformations au sein du système en série
{contreventements + amortisseur}. Dans ce cas, l'allongement important de la période de
la structure (qui signifie pour elle une plus grande flexibilité) handicape énormément le
contrôle des variables de déplacements. C'est pourquoi une réduction assez brusque des
pentes des courbes de contrôle sur les déplacements et les drifts a été anticipée au pa-
ragraphe précédent. On pourrait même envisager le passage par un optimum de contrôle
avant une éventuelle dégradation lente du contrôle des déplacements avec la poursuite de
l'augmentation des intensités. En revanche, l'allongement de la période de la structure
continue d'être favorable au contrôle des efforts et accélérations, ce qui renforce l'attente
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d'une poursuite importante de l'amélioration des performances de contrôle déjà observées
expérimentalement sur ces variables. Finalement, la convergence progressive des propriétés
viscoélastiques équivalentes du matériau F-80 observée à la figure 3.8 estompe nécessai-
rement l'évolution des deux phénomènes. L'évolution des performances de contrôle de la
structure amortie doit ainsi peu à peu se stabiliser jusqu'à converger vers un niveau de
contrôle final.
Le paragraphe précédent repose sur une compréhension des phénomènes physiques inter-
venant dans le système de contrôle, mais comprend évidemment une part d'interprétation.
Seule une poursuite de l'étude plus poussée permettrait de suspendre les doutes quant aux
performances réelles de l'application aux intensités élevées, nourrie de preuves expérimen-
tales ou numériques. Ainsi, des essais sismiques expérimentaux à des intensités plus élevées
pourraient être envisagés. Pour des raisons de sécurité, ils ne seraient alors effectués que
sur la structure amortie et le modèle numérique du chapitre 5 fournirait les réponses de la
structure de référence. Il serait également intéressant d'avoir un modèle numérique com-
plet de la structure amortie, valide également aux très faibles déformations du matériau
(le modèle du chapitre 6 n'étant valide que pour des déformations supérieures à 5% pour
les amortisseurs de tous les étages), pour vérifier l'interprétation comportementale de la
structure amortie du paragraphe précédent. Cela suppose une caractérisation encore plus
fine du matériau amortissant que celle effectuée au chapitre 3 de ce mémoire.
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Chapitre 8
Conclusions de l'étude et perspectives
Le projet présenté dans ce mémoire développe une configuration innovante d'appareils
de contrôle sismique à base d'amortisseurs en caoutchouc naturel pour des bâtiments en
acier de faibles et moyennes hauteurs. L'idée d'intégrer des amortisseurs viscoélastiques
pour le contrôle de bâtiments multiétagés n'est pas nouvelle, mais toutes les applications
existantes ont ce point commun : les amortisseurs ne sont présents que pour assister le
SFRS existant et s'intègrent toujours dans des contreventements ajoutés en parallèle de ce
dernier. L'étude présentée ici propose une intégration des amortisseurs directement au sein
d'un SFRS composé d'un système en série {chevron + amortisseur}, afin de non seulement
profiter d'un gain d'amortissement, mais aussi d'un allongement de période de la même
manière qu'agit un système d'isolation à la base. Le système de contrôle proposé repose
sur des amortisseurs en caoutchouc naturel fibre et sur une intégration à la structure en
position horizontale, deux autres spécificités de l'étude peu courantes dans les études et
applications existantes.
Un travail expérimental de caractérisation a été mené sur le caoutchouc naturel enrichi
de fibres de nylon, et a mis en évidence les fortes non linéarités des propriétés viscoélas-
tiques équivalentes du matériau avec la déformation en cisaillement subie. Pour l'étude du
système de contrôle, un bâtiment en acier de trois étages réduit à l'échelle 1/3 a été consi-
déré. Deux configurations ont été comparées : celle de référence dont le SFRS se résume
au chevron traditionnel pour un comportement modérément ductile, et celle avec le sys-
tème d'amortissement. La simplicité constatée du changement de configuration fait partie
des atouts du système de contrôle dans une optique de réhabilitation sismique. L'étude
du système de contrôle a été numérique et expérimentale avec la fabrication du bâtiment
placé sur le simulateur sismique du laboratoire de structure de l'Université de Sherbrooke.
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L'étude numérique des performances de contrôle s'est basée sur le développement d'un
modèle pour chaque configuration du bâtiment. Elle a démontré d'excellentes performances
de contrôle des réponses maximales de la structure face aux excitations sismiques : en
moyenne sur huit séismes aux intensités de dimensionnement, 28.7% de réduction des
déplacements au toit de la structure de référence, et 77% sur les efforts axiaux des contre-
ventements du premier étage. Ces résultats montrent la vocation du système à favoriser
le contrôle des efforts plutôt que des déplacements. Un allongement de période d'environ
69% ainsi que le passage d'un amortissement structural global de 0.28% à environ 8.0%
ont également été obtenus.
Lors de l'étude expérimentale, une analyse modale par balayage fréquentiel a mis en
évidence expérimentalement le saut de période et le gain d'amortissement important lié
à l'insertion du système de contrôle, de même que la très forte non linéarité du bâtiment
avec l'intensité des excitations. Des essais sismiques ont été menés à plusieurs niveaux
d'intensité. Les performances de contrôle obtenues peuvent être considérées très bonnes
compte tenu de la faiblesse des excitations utilisées par rapport aux intensités sismiques
réelles pour lesquelles le système a été calculé : 17.4% de réduction des déplacements
au toit et 37.4% de réduction des efforts dans les contreventements du premier étage,
alors que les excitations expérimentales sont environ sept fois moins violentes que celles
du dimensionnement. Une amélioration quasi linéaire des performances de contrôle avec
l'intensité des excitations a été également constatée sur la plage d'étude. La compréhen-
sion des phénomènes non linéaires en jeu, considérée en parallèle des résultats de contrôle
obtenus expérimentalement et de leur évolution avec l'intensité d'excitation, permet rai-
sonnablement d'extrapoler les résultats obtenus à des intensités sismiques beaucoup plus
violentes que celles testées. Sans évidemment pouvoir garantir l'exactitude des excellents
résultats numériques obtenus, on peut néanmoins juger que ces derniers représentent une
estimation cohérente des performances de contrôle réelles du système sous un véritable
séisme violent.
L'étude présentée dans ce mémoire a démontré la viabilité du système de contrôle pro-
posé. Il a en effet été montré numériquement et expérimentalement que le système en série
{chevron 4- amortisseur} permet d'obtenir d'importantes réductions des efforts dans la
structure tout en contrôlant légèrement les déplacements et les drifts, ce qui représentait
l'inconnue majeure du projet du fait de l'introduction d'élément souples en caoutchouc
dans le SFRS. Le fait que la réduction des efforts dans les contreventements atteigne nu-
mériquement des valeurs proches ou au-delà du facteur de réduction des efforts sismiques
recommandés dans le CNBC 2005 confère à l'application d'importants avantages. Ils sont
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non seulement sécuritaires, mais aussi économiques puisque la structure peut demeurer
élastique sous les séismes prévus par le code. D'une part, les éventuels coûts de réha-
bilitation ou de reconstruction sont économisés. D'autre part, l'élasticité de la structure
allège grandement les clauses de dimensionnement parasismiques, résultant en une éco-
nomie substantielle d'acier sur les membrures du SFRS lors du dimensionnement d'une
structure neuve.
Plusieurs étapes du projet présentent cependant des limites, et, à ce stade de l'étude,
plusieurs éléments d'analyse du système de contrôle proposé doivent encore être approfon-
dis :
- certains essais sismiques ont fait défaut, dont l'analyse n'a pas pu être effectuée
par comparaison directe des réponses expérimentales sur les deux configurations
du bâtiment. Une première étape consisterait à reprendre ces essais à l'aide d'une
meilleure calibration du simulateur sismique du laboratoire.
- la principale limitation de l'étude expérimentale réside dans la faiblesse des excita-
tions sismiques testées pour des raisons de sécurité, obligeant à une extrapolation des
résultats. Puisque le système de contrôle s'est montré efficace aux faibles excitations,
une nouvelle campagne d'essais à des intensités sismiques plus élevées pourrait être
envisagée sur la structure équipée d'amortisseurs. Les réponses de référence seraient
alors issues du modèle numérique du chapitre 5 dont la précision a été étudiée.
- le modèle numérique de la structure amortie doit être affiné pour la prise en compte
des faibles déformations des amortisseurs. Cela suppose une caractérisation plus fine
du matériau amortissant choisi. Un modèle bilinéaire du matériau amortissant pour-
rait aussi être envisagé. Le modèle pourra ensuite être validé sur la base des résultats
sismiques expérimentaux disponibles. Les résultats d'une étude numérique sur l'évo-
lution des performances de contrôle avec l'intensité des excitations viendraient alors
remplacer l'extrapolation des résultats expérimentaux.
- afin de soulager les temps de calculs nécessaires, une nouvelle méthode de dimen-
sionnement du système de contrôle basée sur les spectres de réponses des séismes,
voire sur le spectre UHS du CNBC 2005, pourrait être développée.
- si le système de contrôle proposé a démontré son efficacité face aux séismes, il est
nécessaire de s'assurer qu'il n'induit pas de déplacements trop importants face aux
vents violents, souvent considérés comme une charge statique. Bien que les amortis-
seurs rendent a priori la structure plus flexible, la très forte rigidité du matériau aux
faibles déformations pourraient bien à elle seule régler ce problème. Il est indispen-
sable qu'une étude précise apporte une réponse à ce problème.
- le développement d'un nouveau matériau présentant des caractéristiques similaires
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à celles du caoutchouc fibre du projet, mais aux propriétés amortissantes bien supé-
rieures, constituerait un défi d'intérêt pour le système de contrôle proposé.
Il faut noter qu'un autre aspect du système de contrôle proposé fait actuellement l'objet
d'une étude numérique dans les travaux de maîtrise de Olivier Girard, étudiant au CRGP
à l'Université de Sherbrooke. L'effet du système de contrôle sur un bâtiment d'un étage
à échelle réelle situé dans la région de Montréal est cette fois à l'étude. Le comportement
réel de la structure de référence, toujours contreventée par des chevrons traditionnels, pour
des séismes et des intensités compatibles avec les exigences exactes du CNBC 2005, est
considérée, i.e. en tenant compte de la ductilité des membrures.
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Annexe A
Dessin de définition des échantillons de
caractérisation
Tous les échantillons utilisés au chapitre 3, lors de la phase de sélection du matériau
ainsi que lors des essais finaux de caractérisation du matériau sélectionné, sont constitués





























Figure A.l - Dessin de définition d'un demi échantillon de caractérisation
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Annexe B
Protocole de caractérisation du
matériau amortissant F-80
Lors des essais de caractérisation du matériau amortissant F-80, l'influence de plusieurs
paramètres sur ses propriétés viscoélastiques équivalentes a été étudiée. Pour chaque essai,
seule la valeur d'un de ces paramètres a été modifiée, tous les autres conservant des valeurs
définissant les conditions normales d'essai.
Tableau B.l - Conditions normales d'essai
variable valeurs normales
température du matériau T° 240C .
dimensions d'échantillon (L ? I ? h) 100 mm ? 100 mm ? 10 mm
compression ec 0%
déformation en cisaillement 7 {20%, 50%, 80%}
fréquence d'excitation / 4 Hz
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Tableau B. 2 - Protocole expérimental de caractérisation du matériau F-80
étape échantillon lot état variable valeurs* remarques
vierge déformé d'étude*
0 S5-1 lot 1 · 7 {10%, 20%, 30%, 40%, 50%} issus des essais de sélection du
matériau
~L S5^ ???? · ~7 {5%, 10%, 15%, 20%, 30%, 40%, 50%, 60%, 70%, 80%, 90%, 100%}
2 S5-2 loti · / {0.5 Hz, IHz, 1.5 Hz, 2 Hz, 3 Hz, 5 Hz, 6 Hz}
3 S5-2 lot 1 · ec {5%, 10%}
4 Cl-2 lot 2 · / {0.5Hz, IHz, 1.5Hz,2Hz,3Hz,4Hz,5Hz,6Hz}
5 Cl-2 lot 2 · 7 {5%, 10%, 15%, 30%, 40%, 60%, 70%, 90%, 100%}
6 Cl-2 lot 2 · ec idem étape 3
7 C 1-7 lot 2 · 7 idem étape 1
8 Cl-7 lot 2 · / idem étape 2
9 Cl-7 lot 2 · ec {2.5%, 5%, 10%}
10 Cl-7 lot 2 · '7 {5%, 10%, 15%, 20%, 30%}
11 Cl-6 lot 2 · 7 3 ? {5%, 10%, 15%, 20%} étude de la dispersion des
12 Cl-6 lot 2 · 7 idem étape 11 résultats sur un même
échantillon
13 Cl-4 lot 2 · · 7 {5%, 10%, 15%, 20%} étude d'influence de l'histo-
{30%, 5%, 20%} rique de chargement
{40%, 5%, 20%}
{50%} puis repos de 12h
puis {5%, 20%}
{50%, 5%, 20%}
{60%, 5%, 20%, 50%}
{70%, 5%, 20%, 50%}
{80%, 5%, 20%, 50%}
{90%, 100%, 5%, 20%, 50%, 80%}
14 Cl-I lot 2 · 7 {5%, 20%, 50%, 80%} étude de la dispersion des
15 Cl-I lot 2 · 7 idem étape 14 résultats sur des échantillons
différents
16 Cl-3 lot 2 · 7 idem étape 14
17 Cl-3 lot 2 · 7 idem étape 14
18 Cl-5 lot 2 · 7 idem étape 14
19 Cl-5 lot 2 · 7 idem étape 14
déformation en cisaillement 7, fréquence d'excitation /, ou compression ec
X les variables autres que celle d'étude prennent leurs valeurs normales
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Annexe C
















Élévation axe 1 et 3
Échelle : 1:40
L, W"1 rutexussià
_PL86xll6x8 wi 50X18 PLBSxllSxS
_???6?115?ß W150X18 PLBSxllGxS
1 lili
_PL85xll5x8 W150X18 PLBSxI 15x3;
----PL953s963s64-
Élévatlon axe A et C
Échelle : 1:40
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Profilés W et WT en acier CSA G40.21 350W, ASTM A892 ou A572 grade 50
Profilés HSS et plaques en acier CSA G40.21 350W
Électrode des soudures E49xx
Caractéristiques des boulons variables selon le type de la connection




Figure C. 2 - Vues en plan de la structure et élévation centrale
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Annexe D
Dessins de définition des amortisseurs
de la structure amortie
Tous les amortisseurs définis ce-dessous ont été fabriqués avec du caoutchouc naturel


































































Figure D. 2 - Amortisseurs de l'étage 3 (x2)
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Annexe E



























Figure E.l - Courbes de contrôle de la série 1M6D30 (7 = 20%)
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(f) Cisaillement à la base (Vq)
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(c) Accélération au 3eme étage (Ü3)





























(f) Cisaillement à la base (Vq)
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(c) Accélération au 3ème étage (Ü3)





























(f) Cisaillement à la base (Vo)
Figure E. 3 - (suite)
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Annexe F





— structure de référence
- structure amortie
Ë
10 15 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
us Us di a?,? M0 V0
-6.1% -5.3% -4.0% -4.7% -4.6% -4.7%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.l - Essai 1M6D30-1 à 0.100g
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(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
«3 IÍ3 di Fex, M0 V0
1.1% 1.3% -1.6% -1.2% 0.3% -1.1%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.2 - Essai 1M6D30-1 à 0.250g
40
—?




(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 «3 di FaxA M0 V0
-0.1% 0.4% -1.4% -1.2% 0.4% -1.2%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence




— structure de référence
— structure amortie
10 15 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 U3 di axA Mn V0
-7.1% -8.9% -9.8% -8.2% -8.7% -8.2%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.4 - Essai 1M6D30-2 à 0.076g
40
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(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
U3 uz d\ Fax,! M0 V0
l.£ 1.3% 4.2% 4.3% 1.5% 4.3%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 5 - Essai 1M6D30-2 à 0.190g




(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 U3 di FaxA Mq Vb
-4.1% -1.0% 0.7% 0.1% -0.9% 0%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.6 - Essai 1M6D30-2 à 0.228g
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Séisme 1M6D30-3




(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
«3 «3 dl KxA M0 V0
-5.9% -1.2% 7.0% 6.8% -1.6% 6.8%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.7 - Essai 1M6D30-3 à 0.115g
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(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
¦U3 us di FaxA M0 V0
-0.7% 4.7% 3.5% 3.5% 4.7% 3,5%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.8 - Essai 1M6D30-3 à 0.287g





(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 U3 di F0xA M0 Vq,
-4.1% 1.1% -0.2% 1.3% -0.2%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence




— structure de référence
— structure amortie
10 15 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
«3 U3 ?? axA M0 Vn
-5.2% 9.2% 8.3% 7.6% 9.1% 7.6%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 10'- Essai 1M6D30-4 à 0.073g
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(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
«3 «3 dl ax,l M0 V0
7.7% 10.6% 10.7% 9.9% 11.0% 9.9%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 11 - Essai 1M6D30-4 à 0.182g ·
— structure de référence
— structure amortie
mÂW
10 15 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
40
uz U3 di ax.l Mn V0
6.8% 9.3% 9.3% 9.8% 9.5% 9.8%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.12 - Essai 1M6D30-4 à 0.219g
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Séisme 1M7D70-1
— structure de référence
— structure amortie
^KLkAMAkM
10 3015 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
35 40
«3 U3 di ax,l M0 V0
-16.5% -20.5% -14.5% -14.6% -20.4% -14.5%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 13 - Essai 1M7D70-1 à 0.078g
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(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
Uz uz dx W ? M0 V0
0.6% 3.4% 6.2% 6.1% 3.6% 6.1%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 14 - Essai 1M7D70-1 à 0.195g
35 40
— structure de référence
— structure amortie
10 15 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
"3 uz dx FaXA M0 Vb
2.5% 3.Í 5.7% 5.7% 4.0% 5.7%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence











(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
^3 U3 di a?, I Mn V0
-9.4% -17.6% -14.8% -15.9% -17.8% -15.9%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 16 - Essai 1M7D70-2 à 0.068g
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0 5 10 15 20 25 30 35 40
Fréquence (Hz)
(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
«3. U3 d\ Fax,i M0 Vq
-2.6% -7.2% -5.6% -5.2% -7.4% -5.2%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence




0 5 10 15 20 25 30 35 40
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 U3 d\ FaXti M0 Vq
-1.1% -5.4% -4.7% -4.3% -5.6% -4.3%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 18 - Essai 1M7D70-2 à 0.204g
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Séisme 1M7D70-3




(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 U3 di ax,l Mn V0
-3.1% 0% -4.4% -5.6% -0.3% -5.7%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F. 19 - Essai 1M7D70-3 à 0.100g
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(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
«3 U3 di Fax,! Mq V0
3.2% 6.0% 11.3% 10.8% 5.8% 10.8%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence




10 15 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 U3 ai Fax,! M0 V0
7.4% 8.3% 13.8% 14.2% 8.3% 14.1%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence










(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
U3 U3 Ct1 axA Mn V0
7.5% 2.1% 17.4% 16.1% 2,2% 16.1% '
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.22 - Essai 1M7D70-4 à 0.073g
40
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(a) Contenu frequentici des excitations expérimentales
«3 Uz ax,l Ma V0
12.6% 0.9% 5.9% 6.2% 0.9% 6.3%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
Figure F.23 - Essai 1M7D70-4 à 0.182g
40
— structure de référence
— structure amortie
m u
10 15 20 25
Fréquence (Hz)
(a) Contenu fréquentiel des excitations expérimentales
us: «3 dx ax,l Ma V0
-2.1% -6.7% -5.1% -5.4% -6.9% -5.3%
(b) Ecarts générés sur le modèle numérique de référence
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